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1 EINLEITUNG 
Das Bestreben der Reaktorsicherheitsforschung ist stets die Erhöhung der Sicherheit kern-
technischer Anlagen. Die zentrale Herausforderung der Reaktorsicherheit besteht darin 
[ALL13], den 
 Schutz der Bevölkerung in der Umgebung der Anlage, den 
 Schutz des Personals und den 
 Schutz der Anlage zu gewährleisten. 
Dieser Schutz ist im Normalbetrieb als auch in Extrem- und Unfallsituationen zu 
gewähren. Weiterhin muss die Dosisbelastung der in kerntechnischen Anlagen beschäf-
tigten Menschen nach dem ALARA-Prinzip (so gering wie sinnvoll erreichbar, engl. as low 
as reasonable achievable) so niedrig wie möglich gehalten werden [ALL12]. Diesen 
Herausforderungen wird durch die Weiterentwicklung laufender Anlagen sowie durch die 
Konzeption gänzlich neuer Reaktorkonzepte begegnet.  
Das Generation IV International Forum (GIF) [GEN07] unterscheidet bislang vier Reaktor-
generationen:  
Zu der ersten Reaktorgeneration zählen die Prototypen und Forschungsreaktoren, die in 
den 1950ern und 1960ern gebaut wurden. Die Auslegung dieser Reaktorgeneration 
wurde überwiegend durch die Optimierung der Reaktivität bestimmt. Im Focus der 
Entwicklung standen die Neutronenökonomie und eine stabile Kettenreaktion [GEN14]. 
Diese überwiegend militärischen Reaktoren wurden vorwiegend zur Plutoniumproduktion 
genutzt. Der erste dieser Reaktoren wurde am 2. Dezember 1942 in Chicago in Betrieb 
genommen. Dieser graphitmoderierte Reaktor hatte eine Leistung von 200 Watt [GEL12].   
Die zweite Reaktorgeneration ist geprägt durch kommerzielle Reaktoren. Im Focus der 
Entwicklung dieser Generation stand zunächst die Wirtschaftlichkeit. Darüber hinaus 
wurde im Laufe des Betriebes der Generation II die Sicherheitstechnik massiv vorange-
trieben. Hierzu wird die bestehende Sicherheitstechnik permanent in Bezug auf neue 
Ereignisse hinterfragt und unter Berücksichtigung neuer Erkenntnissen optimiert. Die 
daraus folgende, stetige Nachrüstung der bestehenden Sicherheitstechnik trägt zur 
Erhöhung der Sicherheit bei. Zur zweiten Reaktorgeneration gehören unter anderem die 
derzeit noch laufenden oder kürzlich abgeschalteten deutschen Leistungsreaktoren. In 
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Deutschland sind dies ausschließlich leichtwassermoderierte Druck- (DWR) und Siede-
wasserreaktoren (SWR). Weltweit werden zudem schwerwassermoderierte Canada Deute-
rium Uranium-Reaktoren (CANDU) sowie grafitmoderierte Reaktoren betrieben [ALL10].  
In Focus der Generation III und III+ steht die Sicherheit. Als Kraftwerke dieser Generation 
werden Weiterentwicklungen von Kernkraftwerkstypen bezeichnet, die bereits als 
Generation II erfolgreich betrieben werden, Betriebserfahrung sammelten und seit dem 
eine kontinuierliche, evolutionäre Entwicklung, insbesondere im Bereich der Sicher-
heitstechnik, durchlaufen haben. Die OECD [NEA12] unterscheidet hierbei zwischen der 
Generation III mit einfachen Verbesserungen und der Generation III+ mit signifikanten 
Erweiterungen, insbesondere im Bereich der selbsttätigen Beherrschung und passiven 
Vermeidung von schweren Störfällen.  
Die vierte Reaktorgeneration befindet sich derzeit in der Forschung und Entwicklung. Der 
Fokus dieser vierten Generation liegt auf der Wirtschaftlichkeit, der Nachhaltigkeit, der 
Sicherheit und Zuverlässigkeit sowie dem Proliferationsschutz [GEL12]. Es werden dabei 
gänzlich neue Reaktorkonzepte untersucht, die in den bisherigen Reaktorgenerationen 
noch nicht vertreten sind. Im Rahmen des GEN IV International Forums (GIF) sind sechs 
aussichtsreiche Reaktorkonzepte identifiziert worden, die von den Mitgliedstaaten der 
GEN IV gemeinsam untersucht werden. Die Kernreaktoren der Generation III verfügen 
bereits, durch passive Sicherheitssysteme wie dem Notkondensator für den Reaktor-
druckbehälter (RDB) und dem Gebäudekondensator für den Sicherheitsbehälter, über eine 
erhöhte Sicherheit gegenüber den Reaktoren der Generation II. Die Generation IV soll die 
Erhöhung der Sicherheit konsequent fortsetzen. Dies ist in den Entwicklungszielen der 
Reaktorkonzepte der Generation IV formuliert. Um dies zu erreichen, sind inhärente 
Sicherheitssysteme vorgesehen. Diese erfordern, dass eine Störfallbeherrschung aus-
schließlich mittels naturgesetzlicher Phänomene, d. h. ohne Fremdenergie erfolgt 
[HUR13].  
Eine Schlüsselrolle zum Erreichen dieser Ziele wird dem Höchsttemperaturreaktor (engl. 
Very High Temperature Reaktor, VHTR) zugeschrieben [HUR13]. Dieser unterscheidet sich 
bereits in der Materialauswahl grundlegend von den in Deutschland und weltweit 
verbreiteten Leichtwasserreaktoren: Leichtwasserreaktoren kühlen und moderieren mit 
Wasser, der Hochtemperaturreaktor moderiert mit Grafit und führt die Wärme mit Helium 
ab. Sein prägendstes Merkmal ist die Realisierung eines selbsttätigen Sicherheits-
Einleitung 
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konzeptes, das die Nachwärmeabfuhr ohne aktive Maßnahmen ermöglicht: So wird bei 
richtiger Auslegung in jeder Betriebssituation die gesamte Nachzerfallswärme des 
Reaktors mittels Wärmeleitung und Wärmstrahlung durch die Kernstrukturen nach außen 
abgeführt.  
Trotz der herausragenden Sicherheitseigenschaften des VHTR hat das GEN IV Inter-
national Forum weiteren Forschungsbedarf identifiziert, insbesondere für den Luftein-
bruchstörfall [GEN07]. Dieser auslegungsüberschreitendende Störfall setzt ein Leck im 
Primärkreislauf sowie das Eindringen von Luftsauerstoff in den Primärkreis voraus. Der 
eindringende Sauerstoff kann mit den heißen Grafitkomponenten innerhalb des Reaktor-
druckbehälters korrodieren und die Spaltproduktbarrieren verletzten. 
Zur Bewertung dieses sogenannten „Lufteinbruchszenarios“ ist es wichtig, die Zeitskala 
dieses Störfalls einschätzen zu können und den Zeitraum für Gegenmaßnahmen zu 
kennen. Ebenfalls ist die Abschätzung der zu erwartenden lokalen Brennstofftemperaturen 
und Korrosionsraten von maßgeblicher Bedeutung für die Sicherheitsanalyse. 
Die Anwendung moderner, dreidimensionaler Rechenverfahren zur Strömungssimulation 
(engl. Computational Fluid Dynamics – CFD) kann einen Beitrag zum Verständnis der 
Vorgänge des Lufteinbruchstörfalls leisten [SCH06]. Insbesondere durch die nicht 
rotationssymetrisch angeordneten Kompontenten, wie die seitliche Position des Verbin-
dungsdruckbehälters oder ein mögliches seitliches Leck, werden dreidimensionale, nicht 
rotationssymetrische Strömungen erwartet [NEA10]. Die komplexe Geometrie im Bereich 
des Reaktorkerns, insbesondere die Kugelschüttung oder die Kühlgaskanäle, erfordert 
einen vereinfachten Ansatz, um die langen Zeitskalen des Szenarios simulieren zu können. 
Dies wird erreicht, indem Feststoff und Gas innerhalb einer Rechenzelle homogenisiert 
durch ein sogenanntes poröses Medium abgebildet werden. Die Charakteristika der 
homogenisierten Bereiche werden mittels bekannter empirischer Korrelationen, z. B. den 
KTA-Regeln [KTA82] oder der Analogie zwischen Wärme- und Stoffübergang [VDI05] 
modelliert und in den Ansatz implementiert. Die Validierung erfolgt anhand etablierter 
Experimente und ergänzend dazu mittels eines Vergleichs mit detaillierten 
Simulationsmodellen, z. B. im Bereich des Bodenreflektors. Ergänzend werden zur Modell-
absicherung die beiden neuen, im Forschungszentrum Jülich errichteten und betriebenen 
HTR-Experimente NACOK und INDEX [ALL12] voraus- und nachgerechnet. Die der 
Methodik CFD zugrunde liegenden Grundgleichungen enthalten keinerlei Bezugsgrößen 
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wie Zeit- oder Längenmaßstäbe, so dass eine Skalierbarkeit vom experimentellen Maßstab 
auf den Reaktormaßstab grundsätzlich postuliert wird.  
Im Rahmen dieser Arbeit wird ein vereinfachtes CFD-Modell des HTR-Moduls, nach-
folgend HTR-Modell genannt, entwickelt und durch die Simulation eines postulierten 
Lufteinbruchszenarios die Anwendbarkeit unter Beweis gestellt. Im Rahmen der gesamten 
Entwicklung wird insbesondere auf die Balance zwischen Rechenaufwand und Genauigkeit 
geachtet. Das Modell muss auf der einen Seite ausreichend effizient sein, um die langen 
Störfallzeiten simulieren zu können. Gleichzeitig sollen insbesondere die relevanten 
Größen der lokalen Brennstofftemperatur und die Korrosionsraten mit einem möglichst 
geringen Fehler bestimmt werden.  
In Kapitel 2.3 wird zunächst eine Recherche bestehender HTR-Rechenprogramme 
vorgestellt und daran anschließend wird in Kapitel 3 die Methodik CFD in ihren Grund-
zügen erläutert. Anhand der Grundgleichungen werden die zur Berechnung des Störfalls 
zu modellierenden, HTR-spezifischen Parameter, wie z. B. der Druckverlust, diskutiert und 
die verwendeten empirischen Korrelationen vorgestellt. Die umfangreiche Validierung des 
entwickelten Modellansatzes wird in Kapitel 4 zusammengefasst. Sämtliche imple-
mentierten Korrelationen werden zunächst anhand von Einzeleffektversuchen getestet, 
bevor die Interaktion der physikalischen Mechanismen bzw. ihrer Abbildung durch 
empirische Korrelationen anhand der Simulation von Integralversuchen überprüft wird. In 
Kapitel 5 wird schließlich die Anwendbarkeit des HTR-Modells auf ein konkretes Luftein-
bruchszenario eines HTR-Moduls gezeigt. Hierzu werden zunächst sämtliche getroffenen 
geometrischen und physikalischen Vereinfachungen vorgestellt, die zur Modellierung des 
HTR-Moduls erforderlich sind. Abschließend erfolgt eine Diskussion der einzelnen Phasen 
des Szenarios anhand der Simulationsergebnisse. Die Ergebnisse der Simulation des CFD-
Modells werden den PSS3-Analysen [INT88] (vgl. Abschnitt 2.3, Bisherige 
Berechnungsmethoden) des Sicherheitsberichtes des HTR-Moduls und aktuellen MGT-
Rechnungen (vgl. Abschnitt 2.3) gegenübergestellt. Dabei werden die neuen 
Möglichkeiten für die Störfallanalyse des CFD-Modells herausgearbeitet und der erzielte 
Informationsmehrwert diskutiert. Zum Abschluss des Kapitels erfolgt eine Diskussion der 
Modellunsicherheiten und der numerischen Fehler. 
Abschließend werden in Kapitel sechs eine Zusammenfassung und ein Ausblick gegeben. 
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2 STAND DER TECHNIK 
2.1 DER HOCHTEMPERATURREAKTOR 
Als VHTR wird der nächste, evolutionäre Entwicklungsschritt in der HTR-Entwicklung 
bezeichnet [GEN14]. Die heutigen Entwicklungen verschieben den Fokus weg von 
Konzepten mit extremen Kühlmittelaustrittstemperaturen von über 950 °C, wie dem des 
PBMR, in Richtung Konzepte mit moderaten Temperaturen von 700 bis 850 °C. Dieser 
Temperaturbereich bietet einen Kompromiss aus Wirtschaftlichkeit und Sicherheit. Die 
Wirtschaftlichkeit wird durch ein ausreichend hohes Temperaturniveau für die industrielle 
Prozesswärmebereitstellung erhalten. Gleichzeitig wird eine Erhöhung der Standfestigkeit 
durch eine Reduzierung der mit extremen Temperaturen verbundenen technischen 
Herausforderungen erreicht [GEN14].  
Für den VHTR gibt es verschiedene Entwürfe, alle bauen jedoch auf zwei Konzepten auf: 
dem Kugelhaufenreaktor (engl. pebble-bed) oder dem Blockreaktor (engl. prismatic-
block). Der Erste besitzt einen kontinuierlich durchlaufenden Kern aus Brennele-
mentkugeln. Der Blockreaktor nutzt prismatische Blöcke als Brennelemente, die auf her-
kömmliche Weise während einer Revision be- und entladen werden. Da es bislang noch 
kein finales VHTR-Design gibt, wird im Folgenden das Design des Kugelhaufenreaktors 
HTR-Modul [HTR88] diskutiert. Dieser ist in den 1980ern von der Firma Siemens/-
Interatom entwickelt worden. Seit 1989 liegt ein standortunabhängiger Konzept-
vorbescheid für die Anlage vor [HTR89].  
In die Entwicklung des HTR-Modul konnte bereits die Erfahrung aus zahlreichen 
Betriebsjahren mit Kugelhaufenreaktoren einfließen. Der erste Kugelhaufenreaktor war der 
AVR (Arbeitsgemeinschaft-Versuchsreaktor). Dieser wurde 1967 in Jülich in Betrieb 
genommen und 20 Jahre erfolgreich betrieben [BAR09]. Als großtechnische Proto-
typanlage folgte der THTR-300 in Hamm. Dieser wurde bereits zeitweise im Leistungs-
betrieb zur Stromproduktion betrieben, stellte aber aufgrund von schwindender 
politischer Unterstützung, die unter anderem durch erforderliche, technische Nach-
rüstungen verstärkt wurden, bereits nach drei Jahren den Betrieb ein [THT86]. 
Die Erkenntnisse beider Reaktoren flossen ein in die Entwicklung des HTR-Modul der 
Siemens KWU und deren Tochter INTERATOM GmbH [HTR80]. Auf diesem Entwurf 
basieren der modulare Kugelhaufenreaktor (engl. Pebble Bed Modular Reactor, PBMR) in 
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Südafrika und der HTR-10 in China sowie der dort in Bau befindliche HTR-PM [ZHA09]. 
Infolge der Wirtschaftkrise 2008 wurden in Südafrika alle HTR-Aktivitäten eingestellt und 
die Entwicklungs- und Bauteilfertigung des PBMR abgebrochen. Dagegen wird der HTR-
10 erfolgreich als Prototyp für das chinesische Demonstrationskraftwerk HTR-PM 
betrieben [SUN11]. 
Der HTR-Modul ist, verglichen mit den derzeit gebauten Generation III Kraftwerken, als 
kleine 200 MWth Einheit konzipiert, um selbsttätige Sicherheitseigenschaften zu 
gewährleisten. Bei Bedarf an größeren Anlagenleistungen lassen sich mehrere dieser 
Anlagen parallel betreiben. Damit kann der HTR-Modul flexibel an die jeweiligen 
Anforderungen der Standorte angepasst werden. Der HTR-Modul ist ausgelegt, um eine 
Kühlmittelaustrittstemperatur von 700 °C zur Heißdampferzeugung oder eine Kühlmittel-
austrittstemperatur von 950 °C für die Bereitstellung von Prozesswärme zu gewährleisten 
[HUR96]. Eine der oben genannten Sicherheitseigenschaften ist eine im Vergleich zu 
Leichtwasserreaktoren geringe Kernleistungsdichte von 3 MW/m³ [ALL10], die Bestandteil 
des inhärenten Nachwärmeabfuhrkonzeptes ist. Die Leistungsdichte eines Druckwasser-
reaktors (DWR) beträgt dagegen ca. 95 MW/m³ und die eines Siedewasserreaktor (SWR) 
ca. 50–60 MW/m³. 
Der HTR-Modul verwendet Grafit als Moderator. Die wichtigsten Eigenschaften von Grafit 
als Neutronenabsorber sind ein geringer Neutronenabsorptionsquerschnitt und ein hoher 
Neutronenstreuquerschnitt. Aus mechanischer Sicht behält Grafit im Temperaturbereich 
oberhalb von 1.000 °C, in dem die meisten etablierten Strukturmaterialen, z. B. Stahl, 
versagen, ausreichend mechanische Festigkeit. Des Weiteren haben die grafitischen 
Werkstoffe eine hohe Temperaturwechselbeständigkeit und eine gute Wärmeleitfähigkeit 
über den gesamten Temperaturbereich des Reaktors. Damit ermöglicht es der Grafit, den 
Reaktor dauerhaft auf einem hohen Temperaturniveau des Kühlgases zu fahren und 
dennoch ausreichende mechanische Reserven für Temperaturerhöhungen durch mögliche 
Störfälle bereit zu stellen. Die maximalen Temperaturen im Brennelement bleiben mit ca. 
850 °C im Betrieb relativ niedrig, die maximalen Temperaturen in Brennelement eines 
Druckwasserreaktors betragen ca. 1.700 – 2.000 °C. 
Als Kühlmittel wird im HTR Helium verwendet. Helium besitzt einen sehr geringen Neu-
tronenabsorptionsquerschnitt und beeinflusst damit die Neutronenökonomie im Reaktor 
in nur sehr geringem Maße. So entsteht im Falle eines Kühlmittelverlustes keine 
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zusätzliche Reaktivität im Kern. Darüber hinaus ist Helium chemisch inert, phasenstabil 
und besitzt gute Wärmeübertragungseigenschaften. 
Der HTR-Modul ist im Wesentlichen aus drei Anlagenteilen aufgebaut (Abb. 2.1). Die 
Reaktoreinheit, die Dampferzeugereinheit und der Verbindungsdruckbehälter. Im Zentrum 
der Reaktoreinheit befindet sich der Kugelhaufen-Kern. Dieser hat eine mittlere Höhe von 
ca. 9,4 Meter und einen Durchmesser von drei Meter. Dies schlanke Geometrie des Kerns 
ist eine weitere Sicherheitseigenschaft, die zwei entscheidende Vorteile bietet: Der 
Reaktor kann abgeschaltet werden, ohne dass Steuerstäbe in die Kugelschüttung fahren 
müssen. Die Steuerung der Kettenreaktion erfolgt über sechs Absorberstäbe, die durch 
Bohrungen im Seitenreflektor verfahren werden. Des Weiteren kann bei Ausfall aller 
Kühlsysteme sämtliche Wärme des Kerns naturgesetzlich über die Reaktorwände 
abgeführt werden, ohne dass im Kern unzulässig hohe Temperaturen erreicht werden. 
Das Kugelbett liegt auf einem Bodenreflektor aus Grafit. Dieser besitzt ca. 960 Bohrungen 
(  = 0,017 m) pro Quadratmeter für den Kühlmittelstrom. Zur Seite ist der Kugelhaufen 
durch einen zylinderförmigen Grafitreflektor begrenzt. Oberhalb der Kugelschüttung liegt 
der Deckenreflektor.  
Die Dampferzeugereinheit umfasst den Dampferzeuger und ein Gebläse. Hier wird die 
Wärme über einen Wärmetauscher an den Sekundärkreislauf übertragen. Dabei kühlt das 
Helium auf ca. 250 °C ab. Die Druckverluste im Primärkreis werden durch ein Gebläse 
kompensiert. 
Der Verbindungsbehälter besteht aus einer Koaxialleitung. Durch die innere Heißgas-
leitung strömt das erhitzte Kühlmittel vom Reaktor zum Dampferzeuger, durch den 
äußeren Ringraum strömt das gekühlte Helium zurück. Die Vorteile dieser koaxialen 
Bauweise bestehen aus einer kompakten Bauweise und geringeren Wärmeverlusten 
gegenüber zwei getrennten Leitungen. So wird die innere, 700 °C Helium führende 
Leitung lediglich gegen die 250 °C Helium führenden Leitung isoliert anstatt gegen die 
Umgebungstemperatur. 
 
8 
 
Abb. 2.1: Der Kugelhaufen – Hochtemperaturreaktor (HTR–Modul) 
Die beiden Druckbehälter des Reaktorkerns und des Dampferzeugers stehen im Reaktor-
gebäude in einer 2.000 m³ großen Primärzelle (Abb. 2.2). Die Primärzelle und die 
Außenwände des Reaktorgebäudes besitzen einen Auslegungsdruck von 1,3 bar [HTR88]. 
Im Normalbetrieb strömt das vom Dampferzeuger auf 250 °C abgekühlte Helium durch 
den äußeren Ringraum des Verbindungsdruckbehälters zur Reaktoreinheit (Abb. 2.1). In 
der Reaktoreinheit sammelt sich das Kühlmittel im sogenannten unteren Plenum. Von 
dort strömt es durch die 72 Kühlgasbohrungen in dem Seitenreflektor zum oberen 
Kaltgassammelraum. Die Kugelschüttung wird von oben nach unten durchströmt. Hier 
erhitzt sich das Helium beim HTR–Modul Design auf ca. 700 °C. Die maximalen 
Brennelementtemperaturen liegen dabei bei ca. 850 °C [HUR96]. Im Anschluss an die 
Kugelschüttung durchströmt das Kühlmittel den Bodenreflektor und den Heißgas-
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sammelraum. Von dort strömt das aufgeheizte Helium durch den inneren Querschnitt des 
Verbindungsdruckbehälters zurück in die Dampferzeugereinheit. 
 
 
Abb. 2.2: Schnitt durch das Reaktorgebäude des HTR-Modul 
Während des Betriebs werden kontinuierlich frische Brennelement-Kugeln von oben 
zugeführt und unten entnommen. Die Brennelementkugeln messen im Durchmesser 
60 mm. In der Brennelementmatrix aus Grafit sind im Inneren ca. 10.000 bis 30.000 
Brennelement-Partikel (engl. Coated Particle) eingebracht. Diese ~1 mm messenden 
Partikel bestehen aus einem ca. 0,5 mm großen Brennstoffkern, der von mehreren 
Schichten aus Pyrokohlenstoff und Siliziumkarbid umgeben ist, die eine sehr gute 
Rückhaltung der Spaltprodukte gewährleisten, solange Temperaturen von 1.620 °C nicht 
langzeitig überschritten werden [HTR88]. 
2.2 KÜHLMITTELVERLUSTSTÖRFALLE 
Trotz der herausragenden passiven und selbsttätigen Sicherheitseigenschaften des HTR 
hat das Generation IV International Forum (GIF) Forschungsbedarf insbesondere für den 
auslegungsüberschreitenden Lufteinbruchstörfall identifiziert [GEN07]. 
Ein Lufteinbruchstörfall setzt eine Leckage im Primärkreislauf mit anschließender Druck-
entlastung voraus. Die Ziele der Untersuchung von Lufteinbruchstörfällen bestehen 
sowohl aus der Abschätzung des maximal möglichen Schadensausmaßes als auch aus der 
Entwicklung von Schadensbegrenzungskonzepten, insbesondere für auslegungs-
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überschreitende Störfälle [EPP96]. Das Schadenausmaß hängt in besonderem Maße von 
der Größe, der Position und der Anzahl der Leckagen ab. 
In zahlreichen Arbeiten [KUG89, HUR96, EPP96] werden die Störfälle, die zu einer Druck-
entlastung im Primärkreis führen, in vier Kategorien eingeteilt.  
 Betriebsstörungen: Hierzu zählen Störfälle und Leckagen am Primärkreis bis zu 
einer Bruchöffnung von 10 mm², die in der Folge lediglich eine kurzzeitige 
Abschaltung der Anlage nach sich ziehen. Die Störfallfolgen stellen keine Gefahr 
für die Anlage und die Umgebung dar. Das ausströmende Helium wird gefiltert 
aus der Primärzelle an die Umgebung abgegeben. 
 Auslegungsstörfälle: Zu Störfällen dieser Kategorie zählen z. B. Brüche von 
Anschlussleitungen an den Primärkreis, die eine Nennweite von DN 65 nicht 
übersteigen. Diesen Durchmesser hat unter anderem das Brennelement-
abzugsrohr. Der Bruch einer solchen Leitung ist in der Reaktorauslegung als 
größtes anzunehmendes Leck im Primärkreis angesehen [INT87]. Ein Aus-
legungsstörfall erfordert eine längere Stillstandzeit. Das Sicherheitskonzept des 
HTR-Moduls beherrscht die Auswirkungen eines solchen Störfalls. Die Folgen 
einer möglichen Grafitkorrosion werden als gering eingestuft. Die radiologischen 
Freisetzungsraten lagen zur Zeit der Genehmigung des HTR-Moduls unterhalb 
der durch die Strahlenschutzverordnung festgesetzten Werte [INT87]. 
 Intern induzierte, hypothetische Störfälle: Dieser auslegungsüberschreitende 
Störfall setzt eine Leckage mit einer größeren Nennweite als 65 mm voraus. Als 
Beispiel kann der vollständige Bruch des Verbindungsdruckbehälters genannt 
werden. Ein solcher Störfall aus dem Betrieb der Anlage heraus gilt als sehr 
unwahrscheinlich, kann aber nicht gänzlich ausgeschlossen werden. Die 
Primärzelle ist nicht für Primärkreisleckagen dieser Größenordnung ausgelegt. 
Eine Beschädigung kann nicht ausgeschlossen werden. 
 Extern induzierte, hypotetische Störfälle: In dieser Kategorie werden Störfälle 
zusammengefasst, die z. B. aufgrund von Sabotageeinwirkungen oder Erbeben, 
die über die Stärke der Auslegungserdbeben hinausgehen, ausgelöst werden. Die 
Leckagen dieser Störfälle können über die Bruchgrößen des intern induzierten, 
hypotetischen Störfalls hinaus gehen. Eine Beschädigung der Primärzelle und des 
Reaktorgebäudes können nicht ausgeschlossen werden. 
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Nach Abschluss der auf eine Leckage folgenden Druckentlastungsphase besteht die 
Möglichkeit, dass Sauerstoff durch die Leckage in den Primärkreislauf eindringt. Dieses 
Eindringen setzt voraus, dass die Primärzelle im Betrieb nicht inertisiert ist oder während 
der Druckentlastungsphase zerstört wird. Im Fall einer nicht inertisierten, aber intakten 
Primärzelle verbleibt nach Abschluss der Druckentlastung nur eine geringe Menge 
Luftsauerstoff in der Primärzelle, da das aus dem Primärkreislauf austretende Helium den 
Großteil der Luft aus der Primärzelle verdrängt.  
2.2.1 Bruch des Verbindungsdruckbehälters  
Der auslegungsüberschreitende Bruch des Verbindungsdruckbehälters fällt in die 
Kategorie „intern induzierte, hypothetische Störfälle“. Im Fall eines solchen 
Druckentlastungsstörfalls verläuft die Druckentlastung wie folgt: Helium tritt durch die 
Bruchstelle des Verbindungsdruckbehälters aus dem Primärkreislauf in die Primärzelle. Der 
Druck im Primärkreis fällt, gleichzeitig steigt der Druck in der Primärzelle. Die auf einen 
Auslegungsdruck von 1,3 bar ausgelegte, 2.000 m³ große Primärzelle entlastet ab einem 
Druck von 1,05 bar über Berstscheiben und Druckentlastungsklappen in verschiedene 
angeschlossene Räume mit einem Gesamtvolumen von ca. 3.700 m³. Sämtliche 
Druckentlastungspfade durch diese angeschlossenen Räume enden im 300 m³ großen 
Druckentlastungsschacht. Dieser ist über weitere Druckentlastungsklappen mit einem 
Ansprechdruck von 1,05 bar mit der 12.600 m³ großen Reaktorhalle verbunden. Diese ist 
wiederum über eine Druckentlastungsklappe mit einem Ansprechdruck von 1,1 bar mit 
einem Kamin verbunden, über den der Überdruck an die Umgebung abgegeben werden 
kann [HTR89]. 
Der oben genannte Druckentlastungspfad ist für einen Auslegungsstörfäll, der den 2F-
Bruch einer DN 65 Leitung einschließt, ausgelegt. Im Falle eines solchen Bruchs einer 
DN 65 Leitung entsteht ein maximaler Druck von 1,27 bar 4 Sekunden nach Beginn der 
Druckentlastung in der Primärzelle. Dabei beträgt der Bruchquerschnitt 2 × 3,3 × 10-3 m². 
Im Fall des 2F-Bruchs des Verbindungsdruckbehälters würde eine Bruchöffnung von ca. 
2 × 1,4 m² freigelegt. Dieser größere Bruchquerschnitt führt zu einer schnelleren 
Druckentlastung des Primärkreises und damit zu einer größeren Druckbeaufschlagung in 
der Primärzelle. Die Auswirkungen einer solchen Beanspruchung auf die Primärzelle sowie 
den gesamten Druckentlastungspfad werden in dem Sicherheitsbericht des HTR-Modul 
nicht diskutiert und die Auswirkungen sind nicht Gegenstand dieser Arbeit. Für die 
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Simulation des Störfallszenarios wird daher die konservative Annahme einer zerstörten 
Primärzelle getroffen. Diese Annahmen sind in Kapitel 5.2 detailliert beschrieben. 
Abb. 2.3 zeigt den möglichen Ablauf eines solchen Störfalls innerhalb des 
Reaktordruckbehälters. Dieser kann verallgemeinert in vier Phasen geteilt werden.  
 Auslösendes Ereignis ist im gezeigten Fall ein 2F-Bruch, ein vollständiger Abriss 
einer druckführenden Leitung, bzw. im gezeigten Fall des Verbindungs-
druckbehälters. Infolge der Druckentlastung des Primärkreises wird das unter 
einem Druck von 60 bar [ALL10] stehende Kühlmittel in das Reaktorgebäude 
entweichen (engl. loss of cooling accident, LOCA; vgl. Phase „a“ in Abb. 2.3). Die 
nukleare Kettenreaktion wird sofort unterbrochen, sobald der Druck im Primärkreis 
unter 57 bar [HTR88] fällt. Der Überdruck wird, wie oben beschrieben, über Druck-
entlastungspfade an die Umgebung abgegeben.  
 Nach der Druckentlastungsphase kann verbleibende Luft aus der Primärzelle durch 
beide Querschnitte des Verbindungsdruckbehälters in den Primärkreislauf 
gelangen (vgl. Phase „b“ in Abb. 2.3). Bei Kontakt zwischen dem Luftsauerstoff und 
den Grafiteinbauten können diese nach folgender Gleichung exotherm reagieren: 
                      
  
   
 
2.1 
 Da die Dichte der Luft aus der Primärzelle deutlich größer ist als die des im 
Reaktordruckbehälter verbliebenen Heliums, strömt die Luft zunächst in den 
unteren Bereich des Reaktordruckbehälters. Im oberen Bereich bildet das 
verbliebene Helium eine Konvektionsbarriere, die sogenannte Heliumglocke.  
 Zwei Mechanismen bewirken einen Konzentrationsausgleich zwischen dem Helium 
und der einbrechenden Luft, der zum Abbau der Heliumglocke führt: der sehr 
träge Diffusionsprozess sowie ein konvektiver Transport. Letzterer wird durch das 
Temperaturgefälle zwischen dem heißen Kernbereich und den kühleren 
Kühlgasbohrungen im Seitenreflektor induziert. Abb. 2.3 „c“ zeigt die betroffenen 
Bereiche: der heißere Kern (rot) im Zentrum des RDB und 72 kältere Kühlgas-
bohrungen im Seitenreflektor. 
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 Der Abbau der Heliumglocke ermöglicht das Einsetzen einer thermisch induzierten 
Naturkonvektionsströmung. Diese, in Abb. 2.3 „d“ gezeigt, kann große Mengen 
Luftsauerstoff in den Primärkreis transportieren. Die aufsteigende Luft wird im 
Kern weiter korrodieren. Der Rückstrom verläuft durch die Kühlgasbohrungen. 
 
Abb. 2.3: Vier Phasen des Lufteinbruchstörfalls 
Als wichtige Größen für die Bewertung dieses Störfallablaufes und möglicher Gegen-
maßnahmen gelten die maximalen lokalen Brennstofftemperaturen, die möglichen 
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Korrosionsraten und die Zeitskala des Störfalls. Die maximalen Temperaturen sind maß-
gebende Größen, um die Freisetzung von Spaltprodukten und damit die radiologischen 
Konsequenzen eines solchen Störfalls abschätzen zu können. Mit zunehmenden Brenn-
stofftemperaturen steigt erwartungsgemäß das Risiko, dass die Spaltproduktbarrieren der 
Brennelemente versagen. Ab einer Temperatur oberhalb von ca. 1.600 °C [HUR96] wird 
eine erhöhte Freisetzung von Spaltprodukten erwartet. Der zeitliche Ablauf des Störfalls 
begrenzt dabei den Zeitrahmen für mögliche Gegenmaßnahmen. Verschiedene Unter-
suchungen haben sich mit diesen wichtigen Parametern beschäftigt. So zeigt z. B. Zhang 
[ZHA93] mit einem eindimensionalen Programm auf, dass das Volumen des unteren 
Plenums, die Diffusionsgeschwindigkeit sowie die Temperaturdifferenz zwischen dem 
Reaktorkern und den Kühlgasbohrungen entscheidend für die Zeitskala eines potentiellen 
Störfalls sind. Eine mögliche Korrosion an den Brennelementen kann eine Spaltprodukt-
barriere gefährden, lokal die Temperaturen erhöhen sowie die Integrität des Boden-
reflektors gefährden. 
2.3 BISHERIGE BERECHNUNGSMETHODEN 
Der HTR-Modul wurde in den 1980er Jahren entwickelt. Daher stammen die meisten 
HTR-Rechenprogramme aus dieser Zeit. THERMIX, V.S.O.P. (engl.: very superior old 
programs) und TINTE (engl.: time dependent neutronics and temperatures) zählen zu den 
am weitesten verbreiteten. Im Gegensatz zu modernen CFD-Methoden basieren diese 
Rechenprogramme stark auf empirischen Korrelationen und verwenden eine grobe 
räumliche, zweidimensionale Nodalisierung.  
Das Gleichungssystem des Anfang 1980 entwickelten Thermohydraulikprogrammes 
THERMIX [PET83] bildete die Grundlage für die oben genannten Programme. Dieses 
Gleichungssystem ist unterteilt in einen Feststoff- und einen Fluid-Rechenteil. Im 
Feststoff-Rechenteil werden Wärmeleitung und Wärmestrahlung zu einer effektiven 
Wärmeleitfähigkeit zusammengefasst. Der Fluid-Rechenteil besteht aus einer stationären 
Kontinuitätsgleichung und stationären Impulsgleichungen in zwei Raumrichtungen. 
Zeitliche und räumliche Beschleunigungsterme, wie z. B. Auftrieb, werden dabei nicht 
berücksichtigt. Mit diesem Strömungsmodell kann das Strömungsfeld in der 
Kugelschüttung und in den mit dem Kern verbundenen, gasdurchströmten Bereichen des 
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Reaktors im Normalbetrieb ermittelt werden. Aufgrund des stationären Gleichungssystems 
können jedoch die Kühlmittelleckagen nicht abgebildet werden. 
Als wichtiges, THERMIX ähnliches Programm, ist TAC2D [GGA69] zu nennen. Auch dieses 
Programm ist auf die Lösung von zweidimensionalen, instationären Wärmeleitungs-
gleichungen beschränkt. TAC2D wird mit einem Anlagenmodell und Unterprogrammen 
zur Berechnung der Stoffwerte ergänzt. Sowohl die Firma Siemens Interatom als auch der 
TÜV Hannover haben TAC2D für die Berechnung des HTR-Modul verwendet [HTR89]. In 
V.S.O.P ist die Thermohydraulik mit weiteren Programmen zur Berechnung der Neutronik, 
des nuklearen Abbrands und des Brennelementflusses gekoppelt. Eine Weiterentwicklung 
von THERMIX ist das Thermohydraulikprogramm DIREKT [STÖ99]. Hier werden sämtliche 
Erhaltungsgleichungen instationär gelöst und die Volumenänderungsarbeit berücksichtigt. 
Dies ermöglicht damit bereits die Berechnung von Lecks oder Drucktransienten. 
Tinte [GER09] basiert auf den, ins instationäre erweiterten, THERMIX-Gleichungen und 
wurde durch ein Neutronenkinetik- und ein Chemie-Modul ergänzt. Ursprünglich lag der 
Fokus der Tinte-Entwicklung auf der Simulation der Kurzzeit-Reaktordynamik. Mittlerweile 
ist mit der Erweiterung zu MGT (Multi Group Tinte) die Zahl der Energiegruppen der 
Neutronen erhöht worden und durch die Erweiterung zu MGT-3D wurde das 2D-
Verfahren auf einen 3D-Ansatz erweitert. Dieser befindet sich aktuell in der 
Validierungsphase. MGT wird darüber hinaus bis heute weiterentwickelt. Als letzte 
Erweiterung soll das Programm als HCP (HTR Code Package) die gesamte Zeitspanne 
eines Brennelementzyklus berechnen können. 
Gegenüber CFD-Ansätzen besitzen diese HTR-Rechenprogramme mit Hinblick auf die 
Simulation eines Störfallszenarios zwei entscheidende Nachteile: Es können keine gegen-
gerichteten Strömungen gerechnet werden und Mischvorgänge zwischen Gasen in freien 
Volumina werden ausschließlich idealisiert betrachtet. Hieraus ergibt sich ein entscheiden-
der Nachteil bei der Bestimmung der Lufteinbruchraten in die Reaktoreinheit und deren 
Verteilung zu Beginn des Lufteinbruchszenarios.  
Des Weiteren unterliegen die meisten HTR-Programme starken Vereinfachungen. Insbe-
sondere aufgrund der ein- bzw. zweidimensionalen Betrachtung können lokale Effekte, 
z. B. unsymmetrische Strömungen und deren Einfluss auf den Wärmetransport bzw. die 
Korrosion, nicht abgebildet werden. So können z. B. die für den Lufteinbruch wichtige 
Gegenströmung und der Abbau der Heliumschicht nicht mit dem Programm simuliert 
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werden. Ein deutlicher Vorteil der HTR-Programme besteht in der Rechengeschwindigkeit, 
die gegenüber CFD-Programmen um ein Vielfaches geringer ist. Dennoch ist es bei 
Einsatz von CFD-Programmen bislang erforderlich, die Geometrie des HTRs radikal zu 
vereinfachen oder die Simulation auf kleine Ausschnitte zu beschränken. 
Unter dieser Beschränkung bietet die CFD-Methode einen Ansatz, einen Teil der oben 
genannten Vereinfachungen der HTR-Programme aufzuheben und z. B. ausgewählte, 
lokale Effekte abzubilden. So werden z. B. mit unterschiedlichen Ansätzen Teile einer 
Kugelschüttung geometrisch abgebildet, um die Wärme- und Stofftransportverhältnisse 
innerhalb der Schüttung mit voll ausgebildeter Flechtströmung zu studieren [YAS07, 
HAS11]. Dieser Ansatz kann einen Beitrag leisten, die Modelle zur homogenisierten 
Beschreibung der Kugelschüttung zu verbessern. Zur Simulation des Lufteinbruchzenarios 
eignet sich dieser Ansatz noch nicht, da bislang nur kleine Ausschnitte von wenigen 100 
Kugeln simuliert werden können. Dieser Ansatz wird in dieser Arbeit daher nicht weiter 
verfolgt. 
Ein anderes Beispiel für einen Ansatz mit CFD-Methoden besteht darin, die in den Kern 
dringende Luftmenge zu bestimmen. Dafür wird die Reaktoreinheit mit einer postulierten 
Bruchöffnung modelliert. Um die Simulation von Szenarien, die über einen Zeitraum von 
mehreren Stunden ablaufen, zu ermöglichen, werden die Einbauten innerhalb des RDBs 
überwiegend auf weniger als fünf Regionen vereinfacht. Dabei entfallen zahlreiche Details 
innerhalb der Reaktordruckeinheit, die Einfluss auf das Störfallszenario nehmen könnten. 
Untersucht werden die Mischungsverhältnisse der eindringenden Luft mit dem Helium 
innerhalb des Reaktordruckbehälters [JAC09, OHC09]. Dieser Absatz ermöglicht 
Paramterstudien zu Lufteinbruchraten nach verschiedenen Reaktorzuständen und Bruch-
öffnungen. Dabei werden allerdings gleichzeitig die Zustände in Kernnähe vereinfacht, so 
dass keine belastbaren Angaben zu Temperaturen oder Korrosion getroffen werden 
können. 
Der Schwerpunkt dieser Arbeit liegt in der Entwicklung und Validierung eines 3D homo-
genisierten Modells der Brennelementkugelschüttung und der Boden- und Decken-
reflektoren. Dieses Modell soll sowohl die Thermo-Fluiddynamik als auch die chemischen 
Reaktionen abbilden. Des Weiteren wird eine dreidimensionale Geometrie der 
Strömungswege im RDB erstellt. Hiermit ergibt sich die Möglichkeit, Lufteinbruch-
szenarien in vertretbaren Simulationszeiträumen mit den Stärken der CFD-Methoden zu 
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simulieren. Dreidimensionale geometrische Effekte, die z. B. durch ein seitliches Leck 
entstehen, können abgebildet werden. Gleichzeitig werden auch die relevanten physi-
kalischen Phänomene erfasst, z. B. werden Gegenströmungen und Durchmischungen von 
Helium und Luft betrachtet und die Rückwirkung auf die übrigen Prozesse beachtet. 
Ein dieser Arbeit nahekommender Ansatz zur Modellierung eines Kugelhaufen HTR-Kerns 
ist der im Institut für Kernenergetik und Energiesysteme (IKE) in Stuttgart entwickelte 
CFD-Ansatz ATTICA3D (engl. Advanced Thermal hydraulics Tool for In-vessel & Core 
Analysis in 3D) [ZHE12]. Dieser Ansatz bildet für den HTR-PM die strömungstechnisch 
relevanten Strukturen innerhalb der Reaktoreinheit detailliert ab und homogenisiert die 
geometrisch aufwendigen Bereiche der Kugelschüttung, der Reflektoren und der 
Kühlkanäle. Erweitert wird der CFD-Ansatz mit dem 3D-Neutronikprogramm TORT-TD. 
ATTICA3D simuliert zweidimensional die Druckentlastungsphase eines LOCA oder 
alternativ dreidimensional den Normalbetrieb des HTR-PM. Die Simulation eines 
Lufteinbruchs in den Primärkreis ist derzeit nicht möglich. 
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3 CFD-MODELLENTWICKLUNG 
3.1  BESCHREIBUNG TURBULENTER STRÖMUNGEN  
Die generelle Beschreibung von Strömungs- und Wärmetransportvorgängen erfolgt 
mittels der Erhaltungsgleichungen für Masse, Impuls und Energie. Diese werden an einem 
finiten Volumenelement, dem Kontrollvolumen, formuliert und dienen als universelle 
Grundlage zur Simulation der Transportvorgänge. Die Massen- und Impulsbilanz (Navier-
Stokes-Gleichungen) beschreibt den Strömungsvorgang eines Fluids, die Energiebilanzen 
im Feststoff und Fluid beschreiben die Wärmetransportvorgänge. Zur Beschreibung von 
mehreren Komponenten innerhalb des Fluids wird jeweils eine zusätzliche Erhaltungs-
gleichung für jede Komponente gelöst. 
3.1.1 Massenbilanz 
Die Bilanz der Masse wird durch die Kontinuitätsgleichung ausgedrückt. Diese beschreibt 
die Änderung der Masse im Kontrollvolumen durch ein- und ausfließende Massenströme. 
Sie lautet in Indexnotation und unter Verwendung der Einstein‘schen Summationsregel: 
  
  
 
 
   
        
3.1 
Sobald das Fluid aus mehreren Komponenten besteht, wird für jede der n Komponenten 
eine Bilanzgleichung aufgestellt. 
    
  
 
 
   
        
 
   
    
   
   
  
3.2 
Der erste Term auf der linken Seite beschreibt die zeitliche Änderung der Masse der 
Komponente n im Kontrollvolumen. Yn gibt dabei den Massenanteil der Komponente n 
an. Der zweite Term beschreibt die ins Kontrollvolumen ein- und austretenden Massen-
ströme der jeweiligen Komponente. Der Term auf der rechten Seite beschreibt die 
Diffusion mit Hilfe des Fick’schen Gesetzes. Dn steht für den effektiven binären Diffusions-
koeffizient. 
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3.1.2 Impulsbilanz 
Der Impuls entspricht dem Produkt aus Masse und Geschwindigkeit. Die Impulserhaltung 
beschreibt die zeitliche Änderung des Impulses aus dem zweiten Newton‘schen Gesetz 
[OER03]. Der erste Term auf der linken Seite der Impulsbilanz beschreibt die zeitliche 
Änderung des Impulses im Kontrollvolumen, der zweite Term die in das Kontrollvolumen 
ein- und austretenden Impulsströme. Der erste Term auf der rechten Seite beachtet die 
durch umgebenden Druck auf das Volumenelement wirkende Oberflächenkraft. Der 
zweite Term der rechten Seite betrachtet die über die Oberflächen auf das Volumen-
element wirkenden viskosen Scherkräfte, die den molekularen Transport beschreiben 
[SCH10]. Der dritte Term fg beachtet die auf die Masse des Volumenelementes wirkende 
Gravitationskraft. 
    
  
 
 
   
         
  
   
 
    
   
    
3.3 
Hierbei sind   die dynamische Viskosität und     das Kronecker Symbol.     ist der 
Spannungstensor (engl. shear stress tensor), der definiert ist als 
      
   
   
 
   
   
   
 
 
  
   
   
    
3.4 
Die Massen- und Impulsgleichungen ergeben zusammen ein System von vier partiellen, 
nichtlinearen Differenzialgleichungen zur Beschreibung von laminaren, isothermen 
Strömungen. 
3.1.3 Energiebilanz 
Die Simulation von kompressiblen Strömungen erfordert zusätzlich die Lösung der 
Energiebilanz aufgrund der zusätzlichen Variable  . Die Energiegleichung beschreibt die 
Änderung der Gesamtenergie im Volumenelement [OER03]. Nach dem ersten Hauptsatz 
der Thermodynamik ist die Änderung der Gesamtenergie eines Fluidelementes gleich der 
Summe der zu- und abgeführten Energieströme zuzüglich der im und am Fluidvolumen 
verrichteten Arbeit. Die Gesamtenergie besteht aus der inneren Energie e und der 
kinetischen Energie. 
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3.5 
Der erste Term auf der linken Seite beschreibt die zeitliche Änderung der Temperatur, der 
zweite Term die durch die Strömung zu- und abfließende innere und kinetische Energie. 
Auf der rechten Seite beschreibt der erste Term die über Wärmeleitung zugeführte 
Energie. Der zweite Term die durch Druckkräfte geleistete Arbeit. Der dritte Term 
beschreibt die durch viskose Reibkräfte geleistete Arbeit an der Kontrollvolumen-
oberfläche. Über die kalorischen Zustandsgleichungen wird die innere Energie e als 
Funktion der Temperatur T ausgedrückt: 
      
3.6 
3.1.4 Zustandsgleichungen 
Die bisherigen Gleichungen liefern ein System von n Gleichungen mit n + 1 
Unbekannten. Zur Schließung des Gleichungssystems werden die Zustandsgrößen p,  , T 
und    über die thermische Zustandsgleichung für ideale Gase 
      
  
  
 
   
 
3.7 
miteinander in Verbindung gesetzt.         
 
     
 ist die ideale Gaskonstante,    steht 
für die molare Masse der Spezies n. 
3.2 SIMULATION TURBULENTER STRÖMUNGEN MITTELS CFD 
Abhängig von der Reynolds-Zahl werden Strömungen als laminar oder turbulent 
charakterisiert. In der Praxis sind die meisten technischen Strömungen turbulent, d. h. es 
treten quer zur Strömungsrichtung Fluktuationen auf, die durch Wirbel (engl. eddies) ent-
stehen. Die Verteilung dieser Wirbel ist völlig chaotisch. Ihre räumliche und zeitliche 
Größenordnung ist abhängig von der Reynolds-Zahl, sie reicht über mehrere Zehner-
potenzen vom freien Strömungsquerschnitt bis hinunter in den dissipativen Bereich. Eine 
direkte Simulation dieser Turbulenzen ist mit den heutigen Rechnerleistungen nur für 
sehr einfache Geometrien und niedrige Reynolds-Zahlen möglich. Dennoch ist eine Abbil-
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dung dieser turbulenten Wirbel erforderlich, da diese die Strömung verstärkt durch-
mischen und den Wärme- und Stofftransport gegenüber dem molekularen Wärme- und 
Stofftransport dominieren. Es gibt darüber hinaus jedoch zahlreiche Ansätze (vgl. Abb. 
3.1), die unterschiedliche zeitliche und örtliche Auflösungen erfordern und dement-
sprechend unterschiedlichen Rechenaufwand benötigen. Die direkte numerische Simu-
lation (DNS) verzichtet auf Turbulenzmodelle, in denen die Wirbelstruktur über alle 
Größenordnungen simuliert wird. Ein solcher Ansatz ist aufgrund des enormen Rechen-
aufwandes nur für einfachste Probleme geeignet. 
 
Abb. 3.1:  Ansätze der Turbulenzmodellierung 
Die immer noch sehr rechenzeitintensive Grobstruktursimulation (LES, engl. Large-Eddy 
Simulation) modelliert nur die kleinsten Wirbel. Diese Arbeit verwendet die für praktische 
Anwendungen gebräuchliche, statische Betrachtungsweise. Sie basiert auf den reynolds-
gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen (RANS: Reynolds-Averaged-Navier-Stokes). Die 
größten Wirbel innerhalb der Strömung werden simuliert. Auf die Simulation der hochfre-
quenten Fluktuationen wird dagegen verzichtet, indem diese als Mittelwerte und Schwan-
kungsgrößen modelliert werden. Zwei Arten der Mittelung werden benötigt: die zeitliche 
Mittelung und die Mittelung über die Dichte. Die zeitliche Mittelung wird als Reynolds-
Mittelung bezeichnet und durch das Überstreichen der Variablen gekennzeichnet. 
   
 
 
     
 
 
 
3.8 
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Die auf diese Weise gemittelten Variablen werden als zeitlicher Mittelwert   und Zuge-
hörige Schwankungsgröße    angegeben. 
        
3.9 
Die Zeitschritte sind ausreichend groß gewählt, damit aus den zeitlich unstetigen 
Variablen weiche Funktionen werden. Die Modellierung kompressibler Strömungen 
erfordert zusätzlich über die Dichte gemittelte Größen. Diese werden als Favre-Mittelung 
bezeichnet. 
   
      
  
  
3.10 
Der Mittelwert der somit zeitlichen und über die Dichte gemittelten Favre-Mittelung wird 
mit einer Tilde   gekennzeichnet. Die Schwankungsgröße der zeitlich und massenge-
mittelten Größe mit zwei Strichen     gekennzeichnet. Die Variablen Druck und Dichte 
werden nicht Favre gemittelt. 
         
3.11 
Die Mittelungsvorschriften zeigt Tabelle 3.1. Darin steht c für eine Konstante. Nach 
Anwendung der Favre-Mittelung lautet die Kontinuitätsgleichung 3.1 nun 
   
  
 
 
   
         
3.12 
bzw. die Kontinuitätsgleichung für n Komponenten 3.2 wird zu: 
     
  
 
 
   
          
 
   
    
    
            
 
   
    
    
   
  
 
   
    
   
  
   
           
  
3.13 
Die Impulsgleichung 3.3 wird aufgrund der Favre-Mittelung erweitert zu: 
     
  
 
       
   
 
    
    
       
   
  
   
   
 
      
   
    
3.14 
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Reynolds Mittelung Favre Mittelung 
                                                                                
                            
         
  
 
  
  
        
         
  
 
  
  
 
         
  
 
   
  
        
         
  
 
   
  
 
                                     
Tab. 3.1.: Reynolds- und Favre-Mittelungsvorschrift [WIL85] 
Der darin enthaltene Spannungstensor aus Gleichung 3.4 lautet demnach: 
        
   
   
 
   
   
   
 
 
  
   
   
    
3.15 
Durch die Favre-Mittelung entsteht in den drei Impulsgleichungen 3.14 jeweils ein neuer 
Term. Dieser dritte Term auf der rechten Seite wird als Reynolds-Spannung bezeichnet. In 
der Favre-gemittelten Energiegleichung 3.15 tauchen ebenfalls neue Terme auf. Drei 
turbulente Wärmeströme im dritten Term auf der linken Seite der Gleichung und weitere 
Reynolds-Spannungen in den letzten vier Termen auf der rechten Seite der Gleichung. 
    
  
 
       
   
 
    
    
      
   
 
 
   
  
   
   
  
 
   
 
   
   
    
        
   
 
   
   
    
     
        
 
    
   
   
  
   
         
   
  
    
  
   
        
    
     
  
   
        
 
3.16 
Insgesamt müssen durch die Einführung der Favre-Mittelungen neun zusätzliche Terme 
bestimmt werden, sechs Reynolds-Spannungen und drei turbulente Wärmeströme. Die 
Lösung dieser Terme geschieht mittels Turbulenzmodellen. Diese Turbulenzmodelle basie-
ren auf der Annahme, dass die turbulenten Austauschvorgänge analog zum Wärme- und 
Impulstransport modelliert werden können. Der Wärme- und Impulstransport findet durch 
molekulare Diffusionsvorgänge statt und wird durch die molekulare Viskosität und die 
Wärmeleitfähigkeit beschrieben. Analog hierzu werden eine Wirbelviskosität    und eine 
turbulente Wärmeleitfähigkeit    eingeführt [OER03]. Zunächst werden die Reynolds-
Spannungen mit dem Boussinesq-Ansatz [HIN75] modelliert, der eine Beziehung zwischen 
der Wirbelviskosität und den mittleren Geschwindigkeitsgradienten herstellt. 
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3.17 
Dieser sogenannte Wirbelviskositätsansatz reduziert die Lösung der Reynolds-Span-
nungen auf die Modellierung von   . Die drei turbulenten Wärmeströme können 
ebenfalls auf die Modellierung einer Variablen,     reduziert werden. Dies geschieht in 
Analogie zum Fourierschen Wärmeleitungssatz: 
        
               
   
   
 
3.18 
Des Weiteren werden die Wirbelviskosität und die turbulente Wärmeleitfähigkeit in 
Analogie zur Prandtl-Zahl über die turbulente Prandtl-Zahl verknüpft: 
    
  
  
 
3.19 
Dabei ist         die kinematische Wirbelviskosität, in Analogie zur kinematischen 
Viskosität, und ebenso             die turbulente Wärmeleitfähigkeit. Die turbulente 
Prandtl-Zahl kann bei den meisten Fluiden zu 0,9 gesetzt werden. Die Modellierung von 
   geschieht über ein Turbulenzmodell. In der folgenden Arbeit wird hierzu ein Zwei-
Gleichungsmodell, das k-ɛ-Modell von Lauder und Spalding [LAU78], verwendet. Darin 
wird die Wirbelviskosität mit dem Ansatz 
       
  
 
 
3.20 
modelliert.    ist darin eine Modellkonstante 0,09. K stellt die kinetische Energie pro 
Masse der gemittelten Schwankungsbewegungen, die überwiegend in den großräumigen 
Wirbeln enthalten ist, dar. ɛ steht für die Dissipationsrate. Zur Bestimmung der kinetischen 
Energie und der Dissipationsrate werden zwei Transportgleichungen gelöst: 
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3.22 
26 
Die linken Terme in den Gleichungen stehen für die Konvektionsterme. Sie stellen den 
Transport der turbulenten Energie durch die Strömung sicher. Der jeweils erste Term der 
rechten Seite ist der Produktionsterm. Danach folgen in den Klammern der Term für die 
molekulare Diffusion und die turbulente Diffusion. Der jeweils letzte Term ist eine Senke. 
           und    sind Modellkonstanten 
Das k-ɛ-Modell ist erfolgreich bei der Simulation freier Strömungen. Dagegen entstehen 
numerische Probleme in Grenzschichtströmungen. Diesen Bereich haben Launder und 
Spalding daher für die Anwendung des k-ɛ-Modells ausgeschlossen. Stattdessen werden 
im Bereich der viskosen Unterschicht Wandfunktionen verwendet. Den Verlauf der Ge-
schwindigkeitsprofile in Wandnähe zeigt Abb. 3.2. Für die Gittererstellung bedeutet das, 
es muss sichergestellt werden, dass der erste Knotenpunkt außerhalb der viskosen Unter-
schicht im Bereich       liegt. Aus der mittleren Geschwindigkeit   parallel zur Wand, 
der mittleren Wandschubspannung    und dem Wandabstand   kann  
  in der wand-
nahen Zone bestimmt werden über: 
   
    
 
 
3.23 
    
  
 
 
3.24 
   
 
  
 
3.25 
Innerhalb der viskosen Unterschicht (vgl. Abb. 3.2) gilt dagegen      . 
 
Abb. 3.2: Geschwindigkeitsprofile in Wandnähe (Quelle: [OER03]) 
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3.3 MODELLIERUNG DER PROZESSE IN SCHÜTTUNGEN 
Zur Modellierung der Kugelschüttung ist das vereinfachte Modell eines homogenisierten, 
porösen Mediums gewählt. Dieser Ansatz ermöglicht die Umgehung der Simulation 
komplexer Geometrien durch statistische Mittelung über empirische Ansätze. Abb. 3.3 
verdeutlicht diesen Ansatz. Komplexe Geometrien werden homogenisiert und ihr Einfluss 
mittels empirischer Ansätze beschrieben. Für den HTR bedeutet dies, dass der Bereich der 
Kugelschüttung sowie der Boden- und Deckenreflektor als auch die Kühlgasbohrungen 
innerhalb des Seitenreflektors im Detail nicht geometrisch abgebildet werden. Stattdessen 
besteht in diesen Bereichen jedes Kontrollvolumen aus einem Anteil Fluid und einem 
Anteil Feststoff. 
 
Abb. 3.3: Modellierung der komplexen Kugelschüttung als poröses Medium 
Mit Einführung des homogenisierten Ansatzes werden weitere Variablen benötigt. Die 
Porosität   wird aus dem Verhältnis von Feststoffvolumen VS zu Fluidvolumen VFl 
bestimmt. 
  
   
      
 
3.26 
Innerhalb einer porösen Region werden Kontrollvolumen als reine Fluidvolumen 
behandelt. Dadurch ist die Strömungsgeschwindigkeit ui innerhalb der porösen Region 
künstlich langsamer gegenüber der Geschwindigkeit u im engsten Querschnitt (engl. true 
Geometrie poröses Medium
Solid
Fluid
39,5 % Fluid
60,5 % Feststoff
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velocity) der realen Geometrie. Aus diesem Grund wird innerhalb der porösen Region die 
Lehrrohr-Geschwindigkeit    (engl. superficial velocity) definiert und für die Bestimmung 
der dimensionslosen Kennzahlen genutzt. Diese wird bestimmt über 
       
3.27 
Zusätzlich zu dem bestehenden Gleichungssystem wird in jedem Kontrollvolumen eine 
Energiegleichung für den Feststoff gelöst. Diese Energiegleichung wird über einen 
volumetrischen Senken-/Quellterm    
    mit der Fluidenergiebilanz gekoppelt. 
    
  
 
 
   
      
   
   
       
       
           
    
3.28 
Die weiteren Quellterme in dieser Gleichung repräsentieren die aufgeprägte Kern-
leistungsdichte      
     und den Energieeintrag        
    durch exotherme und endotherme 
Reaktionen. 
Mittels Anpassung der Koeffizienten wird erreicht, dass sich die homogenisierte Region 
im Mittel so verhält, wie sich dieselbe Region unter Auflösung aller Gradienten und 
Abbildung aller Mechanismen verhalten würde.  
Zunächst müssen alle wichtigen Gradienten senkrecht zur Kugeloberfläche, die aufgrund 
der Homogenisierung nicht mehr mit dem Gitter aufgelöst werden, identifiziert werden. 
Im Bereich der Kugelschüttung gehören dazu 
 Reibungen an der Kugeloberfläche und Druckverluste durch Verän-
derungen der Querschnitte, 
 Temperaturgradienten aufgrund konvektivem und Strahlungswärme-
austausch im Gasbereich (Abbildung über effektive Wärmeleitfähigkeit), 
 der konvektive Wärmeübergang zwischen Brennstoff und Gas sowie 
 Oberflächenreaktionen und das Korrosionsverhalten. 
3.3.1 Strömung und Druckverlust 
Die Strömung innerhalb der Kugelschüttung wird maßgeblich von der Porosität und den 
durch die Kugeln verursachten Druckverlust bestimmt. Im Randbereich der Schüttung 
gelten aufgrund der Erhöhung des Gasanteils (d. h. der Porosität) andere Druckverluste 
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und Wärmeleitungs-Gesetze als im ungestörten Bereich im Zentrum. Ebenfalls ist die 
Wärmekapazität der Kugelschüttung und die Verteilung der Porosität zu beachten. 
Messungen zeigen, dass die Porosität zu den Seiten einer Kugelschüttung nicht stetig 
ansteigt, sondern in Abhängigkeit vom Durchmesser der Kugelschüttung zum Kugel-
durchmesser oszilliert (vgl. Abb. 3.4). Antwerpen [ANT10] vergleicht verschiedene Ansätze 
zur Bestimmung der Porosität in Abhängigkeit des Wandabstandes und stellt 
verschiedene Modelle zur Annäherung des Wandabstandes mittels einer einfachen 
Exponentialfunktion dar. Verschiedene Untersuchungen haben gezeigt, dass diese eine 
ausreichend genaue Näherung zur weiteren Berechnung der Wärme- und Massenströme 
bieten. Giese [GIE98] schlägt eine einfache Exponentialfunktion für die Näherung der 
Porosität   in Abhängigkeit des Wandabstandes z und der des Kugeldurchmessers   vor.  
                
  
 
   
3.29 
Diese Näherung ist gültig ab einem Verhältnis des Wandabstandes zum Kugeldurch-
messer größer als fünf. Diese Gültigkeit ist im Kern des HTR-Modul gegeben. 
 
Abb. 3.4: PM-HTR 1: Wahre Porosität in der Wandnähe (Quelle: [ANT10]) 
Die genaue Abbildung des Druckverlustes ist insbesondere bei der Simulation von Natur-
konvektionsströmungen wichtig. Eine sehr ausführliche Untersuchung empirischer Korre-
lationen zur Berechnung des Druckverlustes in regellosen Kugelschüttungen stellt Hassen 
[HAS10] vor. Die meisten Ansätze basieren auf dem Ansatz der Ergun-Regel [ERG52] und 
Abstand in Anzahl  Kugeldurchmesser von innerer Wand 
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sind aktuellen Messungen angepasst. Auch die weit verbreitete KTA-Regel 3102.3 [KTA81] 
wird verglichen. 
Über den gesamten, bei einem Lufteinbruchszenario erwarteten Temperatur-, Geschwin-
digkeits- und Porositätsbereich liefert die erweiterte Brinkmann-Gleichung genaue 
Druckverluste, die heute in vielen HTR-Modellen verwendet wird [WIN99, WUC10]. 
  
  
                     
  
    
 
 
 
  
   
   
  
  
3.30 
Diese besteht aus dem sogenannten Darcy-Term 
      
        
 
      
  
   
  
  
3.31 
dem Forchheimer-Term 
        
      
      
  
   
  
   
  
3.32 
und einem Term, die die viskose Grenzschicht in der wandnahen Region [ROT98] 
beachtet. 
    
  
                       
3.33 
Re0 steht für die auf die Lehrrohrgeschwindigkeit bezogene Reynolds-Zahl. 
    
    
  
 
3.34 
3.3.2 Wärmetransport 
Die effektive Wärmeleitfähigkeit       in Gleichung 3.28 setzt sich aus der Wärmeleitung 
im Feststoff, der Wärmeleitung im Fluid und der Wärmestrahlung durch die Hohlräume 
zusammen. Es gibt viele theoretische Ansätze unterschiedlicher Komplexität zur 
Beschreibung der effektiven Wärmeleitung. Tsotsas und Martin haben in einer 
umfangreichen Studie viele Ansätze verglichen [TSO87] und daraus die Empfehlung 
abgeleitet, dass ein sogenannter Einheitszellen-Ansatz mit parallelen Stromlinien für den 
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praktischen Einsatz am besten geeignet ist. Für die Berechnung der effektiven 
Wärmeleitfähigkeit sind zwei dieser Ansätze mittlerer Komplexität ausgewählt worden. Für 
Temperaturen bis zu 1.300 °C werden die von Bauer ergänzten, weit verbreiteten Zehner-
Schlünder-Gleichungen gelöst [BAU78]. Das vollständige Modell zur Bestimmung der 
effektiven Wärmeleitfähigkeit nach Bauer lautet: 
    
   
                  
 
  
 
  
       
                        
3.35 
In das Modell geht die Porosität   und ein materialabhängiger Abflachungskoeffizient     
ein. Der Parameter    beachtet die Druckabhängigkeit nach dem Smoluchski-Effekt 
[VDI05], der Parameter    enthält unter anderem den Verformungsparameter für die 
Kugelgeometrie, während der Parameter      den Wärmeübertrag durch die Wärme-
strahlung betrachtet. Ausführliche Beschreibung des Modells und die vollständigen 
Gleichungen der Parameter sind in Anhang A1.1.1 beschrieben. 
Im Temperaturbereich unterhalb von 1.300 °C erzielt dieses Modell gute Ergebnisse. 
Oberhalb dieses Bereichs stößt das Modell von Bauer [BAU78] an Grenzen, da der 
Strahlungsaustausch stark vereinfacht wird. Die durch das Leervolumen der Kugelpackung 
tiefer eindringende Strahlung wird vernachlässigt. Diese dominiert jedoch den 
Wärmetransport bei Temperaturen oberhalb 1.300 °C. Dieser Effekt wird von Robold und 
Vortmeyer in dem sogenannten Zweiflußmodell [ROB82] beachtet: 
        
    
  
   
      
            
        
  
      
      
  
   
  
3.36 
In dieses Modell gehen die Temperatur T, verschiedene Modellabstände      und die 
Wärmeleitfähigkeit      des Fluids ein. Der Parameter ptot beachtet den gesamten 
Strahlungsaustausch, der Parameter p0 betrachtet den Strahlungsaustausch mit der 
nächsten Kugelebene. Der Faktor    stellt eine Gewichtung zwischen beiden Wärme-
strahlungsaustauschfaktoren her und der Faktor ARob beachtet die Wärmestrahlung. Eine 
ausführliche Beschreibung des Modells sowie die vollständigen Gleichungen der 
Parameter findet sich in Anhang A1.1.1. 
Im wandnahen Bereich unterhalb eines Kugeldurchmessers besitzen beide Modelle zur 
Berechnung der effektiven Wärmeleitfähigkeit keine Gültigkeit. Es gibt zahlreiche 
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experimentelle Untersuchungen und theoretische Ansätze [BAR84] zur Bestimmung des 
Verhaltens der effektiven Wärmeleitfähigkeit im wandnahen Bereich. Die meisten sind in 
Anlehnung an das Wärmetransportmodell von Bauer [BAU78] analytisch aus einer 
Einheitszelle abgeleitet [ANT09]. Diese Modelle sind sehr komplex, ihr Fehlerband im 
Vergleich zu Experimenten liegt im Mittel bei 63 % [GAN10] im angegebenen 
Gültigkeitsbereich. Somit ist es derzeit ausreichend, auf empirische Modelle zurück zu 
greifen. Martin und Nilles stellen ein solches vor, deren Gültigkeitsbereich auf 
Schüttungen aus Kugeln mit gleichem Durchmesser begrenzt ist. Dieses Modell [MAR93] 
basiert auf dem effektiven Wärmetransport im ungestörten Bereich      und modifiziert 
dieses in Abhängigkeit des Verhältnisses Wandabstand zu Kugeldurchmesser. Es wird 
zudem eine gute Übereinstimmung zu verschiedenen experimentell emittierten 
Wärmeströmen im wandnahen Bereich gezeigt. 
                 
 
 
 
    
   
                      
3.37 
Der Parameter    
    der diffusiven Transportgleichung 3.28 beschreibt den 
Wärmeübergang zwischen der Kugelschüttung und dem Fluid. Dieser wird in der Literatur 
nicht so intensiv diskutiert wie die übrigen Phänomene. Ein weit verbreitetes und 
akzeptiertes Modell ist das Modell von Gnielinski [GNI80]. Dieses Modell basiert auf dem 
Wärmetransport einer einzelnen Kugel innerhalb des Fluids. 
                   
 
 
3.38 
    
         
     
           
              
 
3.39 
             
     
  
3.40 
Die Nußelt-Zahl einzelner Kugeln NuEZ kann nach Gnielinski in Abhängigkeit der Porosität  
               
3.41 
auf eine Kugelschüttung übertragen werden. 
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3.42 
Es ist zu beachten, dass im Gegensatz zu den anderen Modellen an dieser Stelle die 
Reynolds-Zahl mit der wahren Geschwindigkeit anstelle der Lehrrohr-Geschwindigkeit 
berechnet wird. Die spezifische Grenzfläche pro Zellvolumen wird aus der mittleren 
Brennelementoberfläche pro Zellvolumen bestimmt. 
     
  
 
       
  
 
3.43 
Die Anzahl der Kugeln im Zellvolumen entspricht 
    
      
   
 
3.44 
wobei das Brennelementvolumen pro Zellvolumen in Relation zur Porosität steht 
                    
3.45 
Eingesetzt und gekürzt ergibt sich das Oberflächenverhältnis von 
     
  
 
 
 
 
     
 
 
3.46 
3.3.3 Reaktionschemie 
Die Grafitoxidation ist in zahlreichen Arbeiten untersucht und in Modellen beschrieben 
worden. Des Weiteren sind Rechenprogramme zur Bestimmung der Korrosionsraten, z. B. 
React-Thermix, verfügbar. Bei allen bestehenden Modellen weisen die Reaktionsraten 
starke Materialabhängigkeiten auf. Neben der chemischen Zusammensetzung der Kohle 
beeinflusst vor allem die komplexe Porenstruktur des Grafits den Oxidationsprozess. Jede 
Grafitsorte hat eine eigene Porosität mit unterschiedlichen Korngrößen und unterschied-
licher Binde- und unterschiedlichen Fremdstoffen. Diese sind auf verschiedene Herstel-
lungsprozesse und auf Unterschiede in der zur Herstellung verwendeten Kohle zurückzu-
führen, die den Grundstoff für die Grafitherstellung bildet. Selbst die Reaktionsraten von 
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Proben einer Grafitsorte sind nicht konstant. Untersuchungen von Schlögl [SCH10] haben 
ergeben, dass die Reaktionsraten von Grafit aus einer Charge um bis zu 30 % variieren. 
Daher kann die Bestimmung der Korrosionsraten im homogenen CFD-HTR Modell nur 
eine Näherung sein. 
Gleichung 3.47 beschreibt die grundlegende, im Korrosionsmodell betrachtete Reaktion 
für die vollständige Oxidation. Darüber hinaus spielen im HTR-Kern weitere Reaktionen 
eine entscheidende Rolle [MOO95]. Statistisch treten eine unvollständige Reaktion auf  
                       
  
   
 
3.47 
und eine Folgereaktion bei höheren Temperaturen, die Boudouard-Reaktion 
                     
  
   
 
3.48 
Das daraus entstehende Kohlenmonoxid reagiert bei Vorhandensein von Sauerstoff teil-
weise erneut 
                         
  
   
 
3.49 
Neben diesen Reaktionen gibt es zahlreiche weitere mögliche Reaktionen mit Stoffen, die 
über Fremdeinschlüssen im Grafit in das System transportiert werden. Aufgrund der 
hohen Reinheit von Nukleargrafit gegenüber Verunreinigungen [SCH10, HIN86] spielen 
diese weiteren Fremdstoffe jedoch nur eine untergeordnete Rolle. In den genannten 
Untersuchungen aller möglichen Einschlüsse ist die Feuchtigkeit als der Fremdstoff mit 
den größten Auswirkungen auf die Reaktionsrate identifiziert. Diese Restfeuchte kann im 
Lufteinbruchszenario vernachlässigt werden, sofern kein zusätzlicher Wassereintrag durch 
Dampferzeugerleckagen stattfindet, da die Kugeln über einen ausreichend langen 
Zeitraum von den hohen Temperaturen im Betrieb getrocknet werden. Für das CFD-
Modell des HTR-Kerns werden daher nur die dominanten Reaktionen, die exotherme 
vollständige Reaktion 2.1 und die endotherme Boudouard-Rekation 3.48, modelliert. Für 
die Betrachtung der vollständigen Korrosion müssen drei temperaturabhängige 
Teilschritte, auch Regime genannt, unterschieden werden [KAT86]: 
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 die chemischen Oberflächenreaktion, Regime I, 
 die Gasdiffusion durch den porösen Grafit, Regime II, und 
 die Gasdiffusion durch die Strömungsgrenzschicht, Regime III. 
Die drei Regime werden in Abb. 3.5 verdeutlicht. Eine vollständige Beschreibung der 
Regime findet sich in Anhang A1.2: Die Reaktionsgeschwindigkeiten innerhalb der 
einzelnen Regime sind abhängig von dem Abbrand, dem Partialdruck des Eduktes, der 
Temperatur und der chemischen Oberfläche. Letztere ist sehr viel größer als die 
technische Oberfläche, da durch die Porosität des Grafits eine um viele Größenordnungen 
größere Fläche für die chemische Reaktion zur Verfügung steht.  
 
Abb. 3.5: Reaktionsbereiche der Grafitoxidation [SCH10] 
Für jeden Grafittyp müssen die Reaktionsraten über jedes Regime separat ermittelt 
werden. Hierfür werden bekannte Modelle verwendet, dabei ist aber zu beachten, dass 
diese ein großes Fehlerband besitzen [SCH10]. Für das Störfallszenario Lufteinbruch in der 
HTR reicht eine Näherungen aus. Es wird davon ausgegangen, dass die Reaktionsraten 
hoch genug sind, um allen eindringenden Sauerstoff umzusetzen. Die Geschwindigkeit 
der Reaktionsraten hat dabei nur einen Einfluss auf die örtliche Auflösung der Reaktion. 
Diese spielt für die Störfallbetrachtung nur eine untergeordnete Rolle. 
Über einen Langmuir-Hinshelwood-Ansatz entwickeln Hinssen und Moormann [HIN86] 
einen einfachen Ansatz für Regime I und II: 
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Darin sind A, B und C empirische, im Experiment ermittelte Konstanten. Der Parameter b 
steht für den Abbrand. Die vollständige Herleitung findet sich in Anhang A1.3. 
Für Temperaturen oberhalb des Porendiffusionsbereiches ab ca. 900 °C spielt die Ge-
schwindigkeit der chemischen Reaktion und der Diffusion durch den Grafit keine Rolle 
mehr. Alle Sauerstoff-Moleküle reagieren sofort bei Auftreffen auf die Grafit-Oberfläche. 
Für die Reaktionsgeschwindigkeit ist nur der Stofftransport mittels Diffusion durch die 
Grenzschicht entscheidend. Dieser wird mittels der Sherwood-Zahl beschrieben. 
   
   
 
 
3.51 
Bei höheren Temperaturen ab ca. 980 °C reagiert das bei der Korrosion entstehende 
Produktgas CO2 erneut mit dem Grafit nach Reaktion 2.49. Diese Boudouard-Reaktion 
kann ebenfalls mit dem Langmuir-Hinshelwood-Ansatz beschrieben werden. Hinssen 
[HIN86] und Schlögl [SCH10] haben die Reaktionsrate unter Vernachlässigung des Inhi-
bierungseffekts experimentell bestimmt zu:  
   
        
     
 
     
            
     
       
   
 
3.52 
Eine CFX interne Modellierung der Grafitkorrosion ist durch die Komplexibilität der 
Gleichungen aufgrund der Anzahl der Regime, der Temperatur und der Partialdruck-
abhängigkeiten ausgeschlossen. Zur Simulation ist die Anbindung einer USER-Fortran-
Routine erforderlich. Abb. 3.6 (s. S. 38) stellt das Ablaufdiagram der Routine vor.  
ANSYS CFX verwendet einen iterativen Löser [ANS10]. Dieser nähert die Lösung in jedem 
Zeitschritt iterativ bis an das gewählte Abbruchkriterium an. In jedem Iterationsschritt 
übergibt der ANSYS CFX Solver der USER-Routine die abgefragten, für die Bestimmung 
der Korrosion benötigten aktuellen Werte von Temperatur, Sauerstoff Partialdruck und 
Zeitschrittweite. 
Im ersten Aufruf wird für jede Region, in der die Korrosionsroutine aktiv ist, ein Feld 
angelegt, in dem das Volumen, die Porosität, der korrosive Abbrand und die Dichte des 
Grafits hinterlegt werden. 
In jedem weiteren Aufruf der Routine werden diese Größen aus dem Speicher abgefragt. 
Für jedes Kontrollvolumen der aufgerufenen Region wird nun in Abhängigkeit von der 
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Temperatur das in Abb. 3.5 (s. S. 35) gezeigte Korrosionsregime bestimmt. Je nach 
Regime wird über die in Kapitel 3.3.3 vorgestellten Gleichungen die Masse an 
korrodiertem Grafit berechnet. Daraus wird der neue Abbrand bestimmt und 
zwischengespeichert. An den Solver wird für jedes Kontrollvolumen die korrodierte 
Grafitmasse übergeben. Zu Beginn eines neuen Zeitschrittes wird der aktuelle Abbrand 
mit dem Wert aus dem Zwischenspeicher überschrieben. Dadurch wird gewährleistet, 
dass der Abbrand nur einmal im Zeitschritt stattfindet und jede iterative Berechnung auf 
den Werten des vorherigen Zeitschrittes beruht. Diese implizierte Modellierung basiert 
ausschließlich auf dem Wert des Abbrands des vorangegangenen Zeitschritts. Diese 
Annahme ist zulässig, da der Abbrand gegenüber der Zeitschrittweite sehr langsam 
abläuft und nur einen untergeordneten Einfluss auf die Raten besitzt. 
Im Solver gibt es in jedem Kontrollvolumen Quellen und Senken für die Komponenten 
des Fluidgemisches. In Abhängigkeit des korrodierten Grafits wird die entsprechende 
Menge Sauerstoff abgezogen und Kohlendioxid hinzugefügt. Des Weiteren gibt es eine 
Quelle für die Reaktionsenthalpie. Diese wird anteilig zu der Energiegleichung des Fluids 
und des Feststoffes über den Quellterm        
    in Gleichung 3.28 zugefügt. Aus Experi-
menten ist nicht bekannt, zu welchen Anteilen die Reaktionsenthalpie Fluid und Feststoff 
erwärmt. Die Nachrechnung der VELUNA-Experimente hat gezeigt, dass die Reaktions-
wärme für eine erfolgreiche Nachrechnung derart auf das Fluid und den Feststoff verteilt 
werden muss, dass beide Stoffe gleichmäßig erwärmt werden bzw. sich mögliche Tempe-
raturunterschiede angleichen. 
Eine zweite USER-Routine wird für die Boudouard-Reaktionen aufgerufen. Diese funktio-
niert ähnlich wie die Routine für die Grafitkorrosion, besitzt aber nur ein Reaktionsregime 
und nur eine indirekte Abhängigkeit zum bisherigen Abbrand über die freie technische 
Oberfläche. Anstatt einer Senke für Sauerstoff gibt es eine Kohlendioxidsenke und eine 
Quelle für Kohlenmonoxid. 
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Abb. 3.6: Nassi-Shneidermann-Diagramm der USER-Routine Korrosion nach DIN 66261 
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4 CFD-MODELLVALIDIERUNG 
4.1 VALIDIERUNGSSTRATEGIE 
Nach Roache [ROA98] werden bei der Absicherung von Rechenprogrammen zwei Schritte 
unterschieden:  
Die Verifizierung ist die Überprüfung der numerischen Verfahren:  
„Solving the equations right“1 
Die Validierung prüft die physikalischen Annahmen und Modelle:  
„Solving the right equations“1  
Nur sehr einfache Systeme, für die es eine analytische Lösung gibt, können ohne experi-
mentelle Messungen validiert werden. Komplexere Systeme sind auf einen Code-to-Code-
Vergleich oder auf experimentelle Messdaten angewiesen. Ein Code-to-Code-Vergleich ist 
nur dann aussagekräftig, wenn das zum Vergleich herangezogene Programm bereits an 
experimentellen Daten validiert worden ist. Des Weiteren ist es für eine ausreichende 
Validierung notwendig, dass das herangezogene Rechenprogramm mindestens dieselbe 
örtliche und zeitliche Auflösung besitzt, wie das zu validierende Modell. Daher ist eine 
CFD-Validierung mit den in der HTR-Forschung etablierten LP-Rechenprogrammen nur 
schwer möglich. Es fehlen dreidimensionale Effekte und Feldmessungen. Daher werden 
experimentelle Daten herangezogen.  
Zur Gewährleistung einer lückenlosen, systematischen Validierung und Verifizierung der 
physikalisch relevanten Phänomene wird die Methodik des Tabellenverfahrens zur Identi-
fizierung und Klassifizierung der Phänomene (engl. Phenomena Identification and Ranking 
Table (PIRT)) der US Nuclear Regulatory Commission (NRC)) angewendet (vgl. Abb. 3.1). 
Das PIRT-Verfahren ist Teil des von der NRC vorgeschlagenen, systematischen Ansatzes 
zur Modellskalierung, Anwendung und Unsicherheitsbestimmung [WIL98]. Es wird 
sichergestellt, dass alle relevanten Phänomene im geeigneten Parameterbereich validiert 
werden. 
                                       
1 Roache, P.J., Verification and Validation in Computational Science and Engineering, Hermosa 
Publisher USA 1998, S. 23  
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Abb. 4.1: PIRT-Tabelle der gerechneten Experimente 
Als relevante physikalische Phänomene für das Störfallszenario eines Lufteinbruchs nach 
Druckentlastung sind zuerst der dichtegetriebene Stofftransport in Form einer gegen-
gerichteten Strömung von Luft und Helium an der Bruchstelle sowie der Mischungs-
vorgang beider Gase, insbesondere im unteren Plenum, zu nennen. Im Anschluss an den 
konvektiven Transport spielt der diffusive Transport von Luftsauerstoff in die höher 
gelegene Heliumschicht eine entscheidende Rolle. Dieser findet primär in den Kühlgas-
bohrungen des Seitenreflektors und innerhalb des Bodenreflektors statt. Mit 
zunehmender Störfalldauer beeinflussen die exothermen Korrosionsvorgänge von Grafit 
und Sauerstoff im Bereich des Bodenreflektors und der Kugelschüttung den Störfall-
verlauf. Innerhalb der Kugelschüttung ist zudem die Abfuhr der Nachzerfallswärme zu 
betrachten. Nach Einsetzen der Korrosionsvorgänge wird diese durch den Transport der 
Reaktionswärme ergänzt. Die Wärme wird durch Wärmeleitung, Wärmestrahlung und 
lokale Konvektion im Fluid transportiert. Im späteren Störfallverlauf, nach Verdrängung 
des Heliumpolsters im oberen Bereich des Reaktors, setzt ein konvektiver Naturzug ein. 
Zur Bestimmung dieser Massenströme ist eine Validierung der modellierten Strömungs-
widerstände erforderlich. Abb. 4.2 zeigt alle diese relevanten Phänomene. Im Bereich der 
Kugelschüttung liegen die Experimente in ausreichender Anzahl vor, sämtliche zu 
berücksichtigen Phänomene sind hier abgedeckt (vgl. Abb. 4.1).  
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Abb. 4.2: Relevante physikalische Phänomene im HTR 
Sämtliche in der Validierungsstrategie berücksichtigten Experimente zeigt Abb. 4.3. Die 
Validierung ist in zwei Abschnitte geteilt. Zunächst findet eine Validierung von 
Einzeleffekten statt. Im Anschluss werden integrale Effekte validiert. Dabei ist zu beachten, 
dass eine ideale Validierung einzelner Effekte praktisch nicht möglich ist, da sich einzelne 
Effekte stets überlagern. So wird z. B. jedes Experiment, das die Wärmeleitung in einer 
Schüttung untersucht, stets von einem Wärmetransport durch Konvektion des Fluids 
überlagert. Die ausgewählten Experimente eigenen sich dennoch zu einer Einzeleffekt-
Validierung, weil die überlagernden Effekte konstruktiv klein gehalten werden.  
Der Versuchsstand SANA eignet sich zur Validierung der effektiven Wärmeleitung in einer 
Kugelschüttung. Die Kugelschüttung ist ein geschlossenes System, es führen keine Stoff-
ströme herein oder heraus. Dadurch ist der Wärmeübertrag durch Konvektion im 
Verhältnis zum gesamten Wärmestrom klein gehalten. 
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Abb. 4.3: HTR-PM-Validierungsstrategie 
Die Validierung der Druckverluste findet mit einem Vergleich der Messungen aus dem 
NACOK Experiment statt. Verglichen werden die Strömungsgeschwindigkeiten, die sich in 
einer umgedrehten U-Rohr-Anordnung aufgrund der Temperaturdifferenz zwischen dem 
Steig- und dem Fallrohr und der Druckverluste im System einstellen. Die Druckverluste im 
System werden von dem Druckverlust der Kugelschüttung im Steigrohr dominiert.  
Das Korrosionsmodul wird an dem VELUNA Versuchsstand validiert. Dieser ermöglicht 
experimentelle Vergleiche zwischen der vollständigen Reaktion von Sauerstoff zu 
Kohlendioxid und einem integralen Vergleich der Überlagerung der vollständigen 
Reaktion und der Bouduard-Reaktion.  
Die Anforderungen an das Rechengitter sowie die nötigen Einstellungen des CFD-Lösers 
CFX zur Simulation der Gasaustauschvorgänge zwischen Helium und Luft sind durch eine 
Nachrechnung des MiniPanda-Versuchsstandes ermittelt. Dieser eignet sich insbesondere 
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zur Betrachtung der erwarteten Gegenströmung von Helium und Luft im Bereich einer 
möglichen Primärkreis-Leckage. 
Die integrale Validierung erfolgt an den Versuchsständen LUNA und NACOK II. Verglichen 
werden bei dem LUNA-Versuch die Temperaturen in der Kugelschüttung und die 
Strömungsgeschwindigkeiten. Diese werden während des Experimentes von dem 
Druckverlust der Kugelschüttung, dem Wärmeübergang zwischen der Kugelschüttung an 
das Fluid und der thermischen Trägheit (Wärmekapazität und Wärmetransport) der 
Kugelschüttung dominiert. 
Abschließend erfolgt die integrale Validierung in der NACOK II-Anlage. Durch die geringe 
Anzahl von 200 Kugeln ermöglicht der Versuch einen Vergleich zwischen einer Rechnung 
mit geometrisch abgebildeten Kugeln und dem homogenen Ansatz. Darüber hinaus 
werden die Blockversuche der NACOK II-Anlage zur Validierung des Modells für den 
Boden- und Deckenreflektor verwendet.  
4.2 ALLGEMEINE MODELLEIGENSCHAFTEN 
Die numerischen und physikalischen Solver-Einstellungen werden während der Vali-
dierung und der Simulation des Lufteinbruchszenarios so weit wie möglich konstant 
gehalten. Einzelne Experimente erfordern allerdings Abweichungen von dieser Norm. 
Diese Ausnahmen werden in den entsprechenden Kapiteln diskutiert. 
Standardmäßig wird ohne ein Wärmestrahlungsmodell gerechnet. Zwar erreichen die 
meisten Experimente und die Störfallrechnung Temperaturen von mehr als 700 °C, in 
denen der Wärmestrahlungsanteil nicht vernachlässigt werden kann, allerdings werden 
die hohen Temperaturen fast ausschließlich in Bereichen erreicht, die als poröse Region 
modelliert sind. In diesen Regionen wird der Wärmetransport mittels Wärmestrahlung in 
der Leitfähigkeit der Feststoff-Energiegleichung berücksichtigt.  
Als Fluide werden ausschließlich ideale, kompressible Gase verwendet. Aufgrund von 
Konvergenzproblemen bei Verwendung der Gesamt-Energiegleichung (engl. Total Energy 
Equation) an den Grenzflächen zwischen der Fluid-Region und der homogenisierten 
Region, wird die thermische Energiegleichung (engl. Thermal Energy Equation) für den 
Wärmetransport verwendet. Diese Formulierung der Energiegleichung vernachlässigt 
viskose Erwärmung und Volumenänderungsarbeit [ANS10]. Diese Effekte haben 
überwiegend einen Einfluss auf Strömungen mit hohen Geschwindigkeiten und großen 
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Druckdifferenzen. Da die Störfallrechnung nach der Druckentlastungsphase ansetzt und 
keine großen Druckdifferenzen erwartet werden, ist die Verwendung der thermischen 
Energiegleichung zulässig. 
Die allgemeinen Löser-Einstellungen zeigt Tabelle 4.1: 
Strömungsmodell U-RANS Gleichungen 
Zustandsgleichungen idealer Gase 
temperaturabhängige Stoffeigenschaften 
k-e Turbulenzmodel mit zusätzlichen Termen zur Berück-
sichtigung von Turbulenzproduktion und -dissipation durch 
Auftriebskräfte 
thermische Energiegleichung (viskose Effekte und Volumen-
änderungsarbeit vernachlässigt) 
keine Wärmestrahlung  
Numerische 
Verfahren 
räumliche Diskretisierung: high resolution advection scheme  
zeitliche Diskretisierung: 2nd order Euler-backward 
Konvergenzkriterien max. residual < 10-3 (~ RMS < 10-5)  
mittlere Courant-Zahl: < 3 
max. Courant-Zahl: < 60 
Zeitschrittweiten ~ 0,1 s 
Tabelle 4.1: Allgemeine Physik und Solver Einstellungen 
Zur Gewährleistung der besten reproduzierbaren Lösung mit geringen numerischen 
Fehlern werden die im EU-Projekt ECORA vorgeschlagenen Richtlinien (engl. CFD Best 
Practice Guidelines for CFD Code Validation for Reactor-Safety Applications, BPG) 
[MEN02] beachtet. Alle Rechengitter erfüllen die gängigen Qualitätskriterien des 
Volumen-Verhältnisses (engl. volume ratio), des kleinsten Winkels und des Kanten-
verhältnisses (engl. aspect ratio). Die Beachtung dieser drei Gittereigenschaften hat zum 
Ziel, die Genauigkeit sowie die Stabilität des Lösers bei der Approximation der 
Volumenintegrale sicher zu stellen [FER02] Im theoretischen Idealfall beträgt das 
Volumen-Verhältnis zweiter angrenzenden Kontrollvolumen 1, sämtliche Gitterwinkel 
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betragen 90° und das Kantenverhältnis der Rechengitter beträgt ebenfalls 1. Da ein reales 
Rechengitter der abgebildeten Geometrie folgt, können diese idealen Kriterien nicht 
eingehalten werden. Die BPG-Empfehlungen lösen diesen Konflikt mit einem Kompromiss 
aus numerischer Stabilität und Anwendbarkeit, der Sicherstellt, dass keine vom Gitter 
verursachten, unphysikalischen Effekte auftreten.   
Des Weiteren werden zur Gewährleistung einer gitterunabhängigen Lösung Gitterstudien 
durchgeführt. Eine Gitterstudie wird exemplarisch am Beispiel des MiniPanda 
Versuchsstandes in Anhang A1.2 diskutiert. Die Gitterstudien stellen sicher, dass der 
Diskretisierungsfehler, der mit einem gröber werdenden Rechengitter ansteigt, unterhalb 
einer festgesetzten Grenze bleibt. Diese Grenze stellt stets einen Kompromiss aus 
Genauigkeit und Rechenaufwand dar. 
Als Konvergenzkriterium wird ein maximales Residual von 10-3 gewählt, das mittlere 
Residual liegt im Bereich von 10-5. Das Residual gibt an, innerhalb welcher Grenzen die 
Lösungen der Erhaltungsgleichungen zwischen zwei Iterationsschritten liegen dürfen, um 
als konstant zu gelten. Die Courant-Zahl beschreibt das Verhältnis aus Gittergröße, 
Zeitschrittweite und Strömungsgeschwindigkeit. Ein Wert von eins gibt an, dass ein der 
Strömung perfekt folgendes Teilchen innerhalb eines Zeitschritts genau ein 
Kontrollvolumen durchläuft.  
4.3 EINZELPHÄNOMENE 
4.3.1 Stationärer Wärmetransport 
Die Validierung des quasi-stationären Wärmetransportes im Kern erfolgt anhand der 
Daten des HTR-Versuchsstandes SANA (Sichere Abfuhr der Nachwärme) [LAN95]. Der 
Versuchsstand ist von 1992 bis 1998 mit dem Ziel betrieben worden, Daten zum Wärme-
transport in Kugelschüttungen unter niedrigem Druck mit stagnierendem Kühlgas zu 
sammeln. Diese wurden bereits erfolgreich zur Validierung des Rechenprogrammes 
THERMIX-DIREKT angewendet. Unter anderem haben die Messungen am Versuchsstand 
SANA zum Verständnis der freien Konvektion innerhalb des Kerns beigetragen. Die 
Übertragung dieser Erkenntnisse auf die HTR-Modul-Geometrie mittels THERMIX-DIREKT 
führte zu deutlich niedrigeren Maximaltemperaturen bei anschließenden HTR-Modul-
Simulationen gegenüber vorherigen Berechnungen ohne Konvektion [LAN95]. Abb. 4.4 
zeigt den Aufbau des Versuchsstandes SANA. 
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Dieser kann optional mit einem oder mit vier Heizelementen betrieben werden. Wird die 
Anlage mit nur einem Heizelement betrieben, werden die übrigen drei komplett entfernt, 
um die Kugelschüttung nicht zu beeinträchtigen. Es werden zwei Rechengitter erstellt, 
jeweils eines für die Simulation mit einem Heizelement und ein zweites für die Simulation 
mit vier Heizelementen. Auf Basis der Messdaten kann angenommen werden, dass der 
Aufbau mit einem Heizelement rotationssymmetrisch ist. Aus diesem Grund wird ein 
einfaches 2D-Modell mit einem Volumenelement von 1° in der dritten Raumrichtung um 
die Rotationsachse erstellt. Im Zentrum, geschützt durch zwei Grafitzylinder, befindet sich 
eine Heizelektrode mit einer Leistung von 35 kW. Im CFD-Modell wird dieses Hohlrohr als 
massives Rohr modelliert. Die Elektrode wird über wassergekühlte Kupferelektroden an 
der Ober- und Unterseite mit Strom versorgt. Die Heiz- und Anschlusselektroden werden 
von einem Grafitrohr umhüllt. Dieses schützt vor der mechanischen Belastung der Kugel-
schüttung. 
 
Abb. 4.4: CFD-Modell des Versuchsstandes SANA (links) und Skizze des Versuchsstandes 
(rechts) 
Zwischen dem Schutzrohr und den Elektroden befindet sich ein schmaler Spalt. Dieser 
wird sehr fein aufgelöst, da die gesamte zur Kugelschüttung übertragene Heizleistung 
durch diesen Spalt übertragen wird und keine Messungen innerhalb des Spaltes 
aufgenommen wurden. Außerhalb des Schutzrohres ist eine geordnete Kugelschüttung, 
mit einem Durchmesser von 1,5 m und einer Höhe von 1 m, geschichtet. Die Schüttung 
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besteht aus 6 cm großen Grafitkugeln. An der Ober- und Unterseite ist die Kugel-
schüttung isoliert. Aufgrund des hohen Gewichtes werden die unteren Kugeln in das 
Isolationsmaterial gedrückt. Dieser Effekt wird nicht berücksichtigt, da keine genaueren 
Informationen über die Eindringtiefe vorliegen und durch die Isolation der Wärme-
transport in diese Richtung sehr gering ist. Die gesamte Anlage wird von einem 5 mm 
dicken Stahlmantel umhüllt. Dieser Stahlmantel besitzt eine Vielzahl von komplexen 
Aufbauten, die den Wärmeübergang begünstigen. Im CFD-Modell wird der Mantel als 
einfacher Zylinder dargestellt. Neben dem Spalt, zwischen den Elektroden und dem 
Schutzrohr, wird eine zweite Gitterverfeinerung an den Rändern der Kugelschüttung 
vorgenommen. Durch die steigende Porosität der Kugelschüttung zu den Rändern 
befinden sich dort steile Gradienten im Druckverlust und im Wärmewiderstand. Soweit 
diese Effekte von den Modellen erfasst werden, sollen sie durch die Gitterverfeinerung 
aufgelöst werden können.  
Das in Abb. 4.5 gezeigte 2D-Rechengitter besteht aus 55.000 Elementen. Davon fallen 
28.000 auf den Bereich der Kugelschüttung. Im Zentrum benötigt die Kugelschüttung 
keine feine Gitterauflösung, da der gesamte Bereich homogenisiert wird. An den Rändern 
der Schüttung ist eine hohe Gitterauflösung notwendig, da die Randeffekte durch die 
steigende Porosität aufgelöst werden sollen. Zu den Randeffekten gehören eine 
veränderte effektive Wärmeleitfähigkeit und ein abweichender Druckverlust. Der Rand-
bereich beginnt, abhängig von Verhältnis zwischen dem Kugeldurchmesser und dem 
Behälterdruchmesser, bei ca. einem halben Kugeldurchmesser [STÖ97]. An Rand erreicht 
Lückengrad aufgrund der Punktberührung zwischen den Kugeln und der Wand das 
Maximum von 1.  
Eine zweite starke Gitterverfeinerung wird im Randbereich des Spaltes zwischen den 
Elektroden und dem Schutzrohr vorgenommen. In beiden Randbereichen ist der 
maximale z+ Wert kleiner als eins. Alle weiteren Bereiche sind Feststoffe. Die Gitter-
auflösung in diesem Bereich ist teilweise sehr viel höher als nötig, dies ist bedingt durch 
abgebildete Details, deren Gitterauflösung durch das gesamte Modell gezogen wird. 
Hierzu zählt unter anderem der 5 mm Stahlzylinder, der die Wärmesenke umgibt. Der 
komplexere Aufbau mit vier Heizelementen erfordert mindestens einen 60° Modell-
Ausschnitt der Anlage. Der gewählte Ausschnitt beträgt 180°. Hiermit soll sichergestellt 
werden, dass keine dreidimensionalen Strömungen innerhalb der Kugelschüttung durch 
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Randbedingungen vernachlässigt werden. Im Versuchsaufbau mit vier Heizelementen wird 
das zentrale Heizelement auf eine Leistung von 20 kW reduziert. Die drei weiteren 
Heizelemente werden gleichmäßig über den Radius verteilt angeordnet, jeweils 0,5 m 
vom mittleren Heizelement entfernt. Sie befinden sich wie das zentrale Heizelement in 
einem Grafitschutzrohr. Diese radialen Elemente sind mit einer Leistung von je 10 kW 
deutlich schwächer. 
 
Abb. 4.5: 2D-CFD-SANA Gitter  
Das 3D-Rechengitter besteht aus 1.200.000 Elementen, hiervon fallen 413.000 Elemente in 
den Bereich der Kugelschüttung. Wie im 2D-Gitter werden die Randbereiche der Kugel-
schüttung und die Spalten zwischen Elektroden und Schutzrohren verfeinert, bis die 
maximale y+ Zahl kleiner wird als eins. Beide Gitter erfüllen alle üblichen Qualitäts-
kriterien, aufgelistet in Tabelle 4.2. 
Sämtliche Materialen des Versuchsstandes werden im Rechenmodell für den erwarteten 
Temperaturbereich angelegt und als Feststoffregion modelliert; dies beinhaltet auch alle 
sechs Isolationsschichten unterhalb der Kugelschüttung. Diese Anschlusselektroden sind 
wassergekühlt. Da keine weiteren Geometrieinformationen über die Wasserkühlung 
dokumentiert sind, werden diese vereinfacht als volumetrische Wärmesenke innerhalb der 
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Elektroden abgebildet. Des Weiteren sind die Außenkanten der Elektroden von einer 
Feststoffregion umgeben, die eine hohe Wärmeleitfähigkeit und ebenfalls eine 
volumetrische Wärmesenke besitzt. Diese Feststoffregion repräsentiert ebenfalls die 
Wasserkühlung. Eine genauere Abbildung ist nicht möglich, da auch in diesem Bereich 
weder die Ausströmung noch die Oberfläche der Elektrode bekannt sind. Das Integral der 
Wärmesenken entspricht der dokumentierten Kühlleistung aus dem Kühlwasserstrom und 
der Kühlwassertemperaturdifferenz. 
 2D-Gitter 3D-Gitter BPG-Wert [MEN02] 
Ausschnitt 1° 180°  
Anzahl Elemente 55.000 2.100.000  
Volumen des KS-Ausschnitts 4,86 10-3 m³ 8,78 10-1 m³  
Elemente in der KS-Region 28.000 613.000  
Qualitätskriterien    
- Volumenänderung < 5 < 7 < 15 
- Gitterwinkel > 80 > 30 > 20 
- Kantenverhältnis < 16 < 55 < 100 
Tabelle 4.2: Eigenschaften des SANA-Rechengitters 
Die Wärmequelle ist als volumetrische Wärmequelle in den Elektroden definiert. Die 
Heizleistung innerhalb der Heizelektrode wird innerhalb des dokumentierten Fehler-
bandes zwischen 93 und 97 % variiert. Die verbleibende Leistung wird zu gleichen Teilen 
in die Anschlusselektroden gegeben. Der Heliumspalt zwischen den Elektroden und das 
Schutzrohr werden als Helium Fluid-Region definiert. Die Temperaturen innerhalb dieses 
Spaltes betragen mehr als 1.000 °C. Um den strahlungsdominierten Wärmetransport 
berechnen zu können, wird in dieser Region das „Diskret Transfer“ Wärme-
strahlungsmodell [ANS10] mit transparentem Medium benutzt. Als Emissionskoeffizient 
der Elektrode und des Schutzrohres wird der in der SANA-Dokumentation vorge-
schlagene Wert von 0,9 verwendet. 
Der Bereich der Kugelschüttung ist als homogenisierte Region definiert, diese enthält 
sämtliche in Kapitel 3.3 diskutierten Modelle. Als Randbedingung wird eine Umgebungs-
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temperatur und ein Wärmeübertragungskoeffizient definiert. Die Umgebungstemperatur 
ist eine Messstelle an unbekannter Position in der Versuchshalle. Diese Werte werden im 
Rahmen der Fehlerbetrachtung um 1 % variiert. Der Wärmeübertragungskoeffizient ist 
von Seiten der Experimentatoren mittels des VDI-Wärmeatlasses abgeschätzt und für den 
Bereich der Zylinderwand, des oberen Deckels und des Bodens separat angegeben. Im 
Rahmen der Fehlerbetrachtung wird der Wert um die übliche Fehlerrate von 20 % des 
VDI Wärmeatlasses [VDI05] variiert. 
Der Vergleich zwischen Simulation und Experiment erfolgt über die Temperaturmess-
stellen innerhalb der Kugelschüttung. Die Thermoelemente befinden sich in einzelnen 
Kugeln auf drei Ebenen. Auf diesen Ebenen liegen die Kugeln über zwei Raumwinkel 
verteilt. Abb. 4.6 zeigt die Thermoelement-Positionen an. Die Thermoelementreihen 
stehen im Winkel von 120° zueinander. Jede Reihe liegt auf einer Ebene, die jeweils nach 
dem Abstand zur Unterkante der Kugelschüttung in Zentimetern benannt ist. Die Position 
der Thermoelemente bezeichnet den jeweiligen Abstand zur Rotationsachse in 
Zentimetern. 
 
Abb. 4.6: Messpositionen des SANA-Experimentes 
Zur Validierung des Modells zur Berechnung des Wärmetransports in Schüttungen aus 
Kapitel 3.3.2 werden sechs stationäre und ein transienter Versuch der SANA-Anlage nach-
gerechnet. Tabelle 4.3 stellt die Versuchsrandbedingungen vor.   
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                  Versuchsnummer 
Randbedingungen 
1 2 3 4 5 6 7 
Anzahl der Heizelemente 1 1 1 1 4 4 1 
stationär / transient stat. stat. stat. stat. stat. stat. trans. 
Heizleistung zentral / (kW) 35 30 20 10 0 20 10/20 
Heizleistung radial / (kW) - - - - 3 x 9 3 x 9 - 
Alpha Zylinderwand / (W/m²K) 22,1 22,1 22,1 22,1 22,1 22,1 22,1 
Alpha Deckel / (W/m²K) 7,8 7,8 7,8 7,8 7,8 7,8 7,8 
Alpha Boden / (W/m²K) 10,3 10,3 10,3 10,3 10,3 10,3 10,3 
Umgebungstemperatur / (°C) 26,0 26,0 27,0 23,0 20,4 23,26 25,0 
ΔT Kühlwasser Deckel / (°C) 14,0 12,1 8,1 5,0 - - 8 
Kühlwasserstrom Deckel / (l/h) 160 155 155 140 - - 155 
T Kühlwasseraustritt Deckel / 
(°C) Zentral / Radial 
- - - - 32,9/ 
25,6 
32,2/ 
21,3 
- 
ΔT Kühlwasser Boden / (°C) 11,9 10,2 9,7 4,7 - - 8,5 
Kühlwasserstrom Boden / (l/h) 160 155 155 140 - - 155 
T Kühlwasseraustritt Boden / 
(°C) Zentral / Radial 
- - - - 30,1/ 
25,2 
33,3/ 
28,5 
- 
Tabelle 4.3: Randbedingungen der SANA Simulation [STÖ97] 
Da die Versuche aus unterschiedlichen Dokumentationen entnommen sind, gibt es keine 
einheitlichen Messdaten. Die älteren Versuche mit nur einem Heizelement geben die 
Kühlwasserein- und austrittstemperatur sowie den Kühlwassermassenstrom an. Diese 
Daten sind bei den späteren Versuchen mit vier Heizelementen unvollständig. Aus diesem 
Grund wird in der Simulation die Kühlwasseraustrittstemperatur auf das Ende der 
Anschlusselektroden aufgeprägt. Die bei höchster Leistungsstufe freigesetzte 
Leistungsdichte von 28 kW/m³ entspricht ca. 1 % der mittleren Leistungsdichte des HTR-
Moduls im Volllastbetrieb (3 MW/m³), und somit der mittleren Leistungsdichte im 
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HTR 3 bis 4 Stunden nach Reaktorschnellabschaltung [STÖ97]. Damit liegt die Leistungs-
dichte im relevanten Bereich für das Lufteinbruchszenario. 
Im Folgenden werden vier Vergleiche zwischen der Simulation und dem Experiment 
exemplarisch vorgestellt. Abb. 4.7 zeigt den Vergleich auf jeweils allen drei Messebenen 
von zwei stationären Simulationen mit zentralem Heizelement. In Schwarz ist der 
Temperaturverlauf der Simulation dargestellt, der erreicht wird, wenn alle Randbe-
dingungen nach den Vorgaben der Dokumentation [STÖ97] (vgl. Tabelle 4.3) eingegeben 
werden. Die roten Linien deuten das Fehlerband der Messungen an. Das Fehlerband wird 
erzeugt, indem die Randbedingungen der Simulation innerhalb der angegebenen 
Unsicherheitsfaktoren der Messgrößen variiert werden. In diesem Vergleich in Abb. 4.7 
liegen sechs im Experiment gemessene Temperaturen außerhalb des Fehlerbandes der 
Simulation. Die absolute Abweichung des gemessenen Temperaturwertes zum Fehlerband 
der Simulation beträgt im Maximum ca. 40 °C. Dennoch zeigt sich insgesamt eine gute 
Übereinstimmung zwischen den Mess- und den Simulationsergebnissen: Der Temperatur-
gradient durch die Kugelschüttung wird sehr gut wiedergegeben, die Steigung der Mess-
kurve ist nahezu identisch mit der Steigung des Temperaturverlaufes der Simulation. An 
den Rändern der Kugelschüttung knicken die Temperaturverläufe der Simulation ab. 
Innerhalb dieser Randzone, die 3 cm beträgt, wurden im Versuch keine Messungen vor-
genommen. Es gibt allerdings Messungen an der Innenseite des Stahlmantels, der an die 
Kugelschüttung grenzt. Diese äußeren Messpunkte bestätigen den steileren Gradienten 
der Simulation an den Rändern der Kugelschüttung. Aufgrund der Datenlage 
(insbesondere Unsicherheiten in Randbedingungen, wenige Messpunkte) ist eine 
tiefergehende Modellanpassung bzw. -absicherung nicht möglich. Die Validierung des 
Wärmetransportmodells anhand der SANA-Datenbasis zeigt eine konsistente 
Phänomenologie und keine systematische Abweichung über das gesamte Parameterfeld.  
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Abb. 4.7: Vergleich Simulation und Messung 10 kW Leistung (oben), 30 kW Leistung (unten) 
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Aufgrund der Temperaturunterschiede in der Kugelschüttung tritt eine Naturzirkulation 
durch den Behälter auf. Der Anteil der Wärme, die mittels Naturzug transportiert wird, ist 
unter anderem abhängig vom Druckverlust- und Wärmeübergangsmodell. Die Annahme, 
die SANA-Versuche als Einzeleffekte zu betrachten, ist dennoch gültig, da der Anteil der 
mittels Konvektion transportierten Wärme gegenüber der mittels Wärmeleitung trans-
portierten Wärme vernachlässigt werden kann. Diese Annahme ist bereits in der Arbeit 
von Lange beschrieben [LAN97] und wird durch Abb. 4.8 untermauert. Links und mittig 
wird je ein Temperaturplot durch die Versuchsanlage gezeigt. Ersterer beachtete 
sämtliche Modelle, im zweiten ist die Impulsgleichung während der Simulation 
ausgeschaltet. Es gibt keine Konvektionsströmung, die Wärme wird lediglich mittels des 
effektiven Wärmeleitungsmodells übertragen. Es fällt auf, dass die maximalen 
Temperaturen beider Simulationen innerhalb der Kugelschüttung lediglich um ca. 4 °C 
auseinanderliegen, die Annahme, SANA als Einzeleffektvalidierung für die effektive 
Wärmeleitfähigkeit zu betrachten, ist somit gültig.  
 
Abb. 4.8: Ergebnis der Kugelschüttungs-Region bei 30 kW Heizleistung: Temperaturplot mit 
Impulsgleichung (links), Temperaturplot ohne Impulsgleichung (mittig), eff. 
Wärmeleitfähigkeit (rechts) 
Für die Überprüfung des 3D-Wärmetransportes wird im Folgenden exemplarisch der 
Versuch dargestellt, bei dem die drei äußeren Heizelemente je 9 kW Leitung erzeugen, 
während das mittlere Heizelement ausgeschaltet ist. Diese Anordnung führt zu den 
größten Temperaturgradienten, die in den SANA-Experimenten innerhalb der 
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Kugelschüttung erreicht wurden. Die Rechnung dieser Versuchsreihe zeigt durchweg eine 
gute Übereinstimmung mit den experimentellen Daten. Das linke Diagramm der Abb. 4.9 
stellt gemessene radiale Temperaturverläufe auf zwei Ebenen den Simulationsergebnissen 
gegenüber. Die Thermoelemente messen jeweils die Kugel-Oberflächentemperaturen. 
Ebene 120 geht vom zentralen Heizelement durch ein radiales Heizelement, Ebene 80 
geht um 60° versetzt zwischen zwei radialen Heizelementen hindurch. Die Kugeln liegen 
dabei in halber Kugelschüttungshöhe.  
 
Abb. 4.9: Vergleich zwischen der Messungen und der 3D-Simulation als Funktion des Radius 
(links), Lage der Messebenen (rechts) 
Der Vergleich zwischen Messung und Simulation der Ebene 80 zeigt eine gute Überein-
stimmung. Vom ungeheizten Zentrum in Richtung Rand steigen die Temperaturen 
zunächst bis zur Höhe der radialen Heizelemente leicht an, anschließend fallen sie stetig. 
Dieser Trend wird in der Simulation korrekt wiedergeben. Im Zentrum werden die 
absoluten Temperaturen um ca. 20 °C überschätzt, ab einem Radius von 20 cm sind die 
Simulationsergebnisse konstant 10 bis 15 °C über den Messergebnissen. Der Tempe-
raturverlauf durch die Ebene 120, in der sich ein weiteres Heizelement befindet, zeigt eine 
mittlere Abweichung von 10 °C. Auf einem Temperaturniveau von bis zu 550 °C mit 
extremen Temperaturgradienten von über 1.000 °C/m sind Temperaturdifferenzen in 
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dieser Größenordnung vernachlässigbar, Experiment und Simulation zeigen eine hervor-
ragende Übereinstimmung. 
4.3.2 Instationärer Wärmetransport 
Die Validierung des instationären Wärmetransportes und der thermischen Trägheit erfolgt 
anhand einer transienten Versuchsreihe an der im vorherigen Unterkapitel beschriebenen 
SANA-Versuchsanlage. Im betrachteten Versuch wird das zentrale Heizelement mit 10 kW 
Leistung geheizt, bis sich stationäre Bedingungen in der Kugelschüttung eingestellt 
haben. Anschließend wird die Leistung auf 25 kW erhöht und bis zum Erreichen neuer 
stationärer Bedingungen die Temperaturen gemessen. Dieses Experiment soll die 
Aufheizung des Kerns innerhalb des HTR-Moduls nach der Druckentlastung auf niedrigem 
Temperaturniveau simulieren. Aufgrund der geringen Wärmeleitfähigkeit im Temperatur-
bereich unterhalb von 700 °C und der hohen Wärmekapazität der Kugelschüttung dauern 
die Versuche mehrere Tage. Die Nachrechnung wird auf die ersten zehn Stunden 
beschränkt, im Anschluss bleiben die Temperaturen nahezu konstant und konvergieren 
gegen die Temperaturverläufe aus den stationären Versuchen.  
Rechengitter und Randbedingungen werden gemäß Kapitel 3.2 gewählt. Als Initialisierung 
wird das Ergebnis der stationären Rechnung mit einem Leistungseintrag von 10 kW 
verwendet. 
Abb. 4.10 zeigt den Vergleich zwischen den gemessenen und den simulierten Ergeb-
nissen. Von den fünf Thermoelementen, die auf einer Graden in unterschiedlichen Ab-
ständen zu dem Heizelement stehen, zeigen vier eine gute Übereinstimmung mit den 
Temperaturverläufen innerhalb der Kugelschüttung. Die Messungen der zweiten Mess-
position in einem Abstand von 10 cm zur Achse des Versuchsstandes werden dagegen 
deutlich überschätzt. Sowohl der Gradient der Temperatur als auch die absolute Abwei-
chung gegen Ende des Versuches weichen um mehr als 100 °C ab. Bereits die parallel zu 
den Experimenten durchgeführte DIREKT-Simulation [LAN95] zeigt ein vergleichbares Bild: 
Da beide Simulationsansätze zu einem vergleichbaren Ergebnis kommen und ein Tempe-
ratursprung von 200 °C zwischen den nur 3,5 cm auseinander liegenden Thermo-
elementen nicht plausibel erscheint, wird die Abweichung des einzelnen Thermo-
elementes auf einen Messfehler zurück geführt. 
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Abb. 4.10: Transiente SANA-Simulation 
Die Temperaturverläufe der vier weiteren Positionen zeigen eine bessere 
Übereinstimmung zwischen den Messungen und der CFD-Nachrechnung. Im Mittel 
betragen die absoluten Abweichungen weniger als 40 °C. Die höchsten Abweichungen 
hat die dem Heizelement am nächsten liegende Messposition. Diese Messstelle, die in der 
ersten Kugellage liegt, wird durch den Leistungssprung am schnellsten erwärmt. Die 
Erwärmung findet in der Simulation schneller statt als im Experiment. Aufgrund der 
hohen Wärmekapazität der Kugelschüttung steigen die Temperaturen der äußeren 
Messpunkte nur sehr langsam an. Die in der Simulation ermittelten Temperaturen dieser 
Messpunkte zeigen eine gute Übereinstimmung mit den gemessenen Temperaturen. 
Daraus zeigt sich, dass die Modellierung der thermischen Trägheit und des instationären 
Wärmetransports in der Kugelschüttung das Verhalten im Versuchsstand gut 
wiedergeben. 
4.3.3 Strömungswiderstand 
Zur Validierung der Druckverluste wird der Versuchsstand NACOK (Naturzug im Core mit 
Korrosion) ausgewählt. Dieser wurde von 1998 bis 2008 im Forschungszentrum Jülich 
betrieben. Der Versuchsstand stellt einen Ausschnitt eines HTR–Modul Reaktorkerns nach 
einem 2F-Bruch des Verbindungsdruckbehälters dar. Ein Kanal der Versuchsanlage 
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simuliert den heißen Reaktorkern, der Rückführkanal den kälteren Bereich der Kühlgas-
bohrungen im Seitenreflektor. 
Abb. 4.11 zeigt die geometrische Modellvereinfachung des Versuchsstandes. Zwei ca. 
7,4 m hohe, vertikale Kanäle aus Ofenstahl dienen als Kaminzug. Der Experimentierkanal 
besitzt eine rechteckige Form. Diese ermöglicht den Aufbau definierter Schüttungen mit 
der Porosität einer ungestörten Kugelschüttung und gilt somit als repräsentativ für das 
Innere eines Kugelhaufens.  
 
Abb. 4.11: NACOK-CFD-Modell (links) und Versuchsstand (rechts) 
Die maximal mögliche Höhe der Kugelschüttung beträgt 5 m. Gelagert wird die Kugel-
schüttung auf einem Bodenreflektor. Dieser ist mit 72 mm Kühlgasbohrungen mit 
Ø 16 mm versehen, deren Größe und Anordnung dem Bodenreflektor des HTR–Moduls 
entspricht. Der Bodenreflektor wird nicht im Detail abgebildet. Der Rückführkanal ist ein 
senkrechtes Rohr mit einem Durchmesser von 125 mm. Beide Kanäle bestehen aus 80 cm 
hohen Schüssen, an den Außenseiten werden sie von einer Heizung und einer starken 
Isolierung umgeben. Diese können auf beide Kanäle eine unterschiedliche Temperatur 
aufprägen. Die Heizleistung des Experimentierkanals erreicht je Schuss eine Leistung von 
12 kW, die des Rückführrohres eine Leistung von 3 kW je Schuss. Damit können unter 
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Naturzug und bei maximaler Kugelschüttungshöhe, Temperaturen bis zu 1.000 °C im 
Experimentierkanal und 800 °C im Rückführrohr erreicht werden. Das CFD-Modell setzt 
als Systemgrenze die äußeren Kanten des Kanals aus Ofenstahl. An der Oberseite werden 
beide Kanäle durch eine Horizontalleitung verbunden, an der Unterseite bestehen 
Öffnungen zur Umgebung. Wie im Experiment ist der Übergang zwischen dem 
Experimentierkanal und der Horizontalleitung scharfkantig, während das Horizontalrohr 
mit einem Radius des eineinhalbfachen Rohrdurchmessers in das Rückführrohr übergeht. 
Im Experiment sind die Zu- und Ablaufleitungen an der Unterseite als Koaxialleitung 
gebaut. In der Simulation werden diese zugunsten einer geometrischen Vereinfachung als 
zwei einzelne Leitungen modelliert. Abb. 4.12 zeigt Ausschnitte des NACOK-Gitters.  
 
Abb. 4.12: Ausschnitt des NACOK-Gitters, Experimentierkanal (rechts), Rückführrohr (links) 
Insgesamt besteht das 3D-Gitter aus ca. 2 Mio. Zellen. Der überwiegende Anteil der 
Zellen liegt in der Fluid-Region. Die Gitterauflösung im wandnahen Bereich ist 
ausreichend klein, um auf Wandfunktionen zu verzichten. Hierdurch soll gewährleistet 
werden, dass Druckverluste und Wärmeübergänge außerhalb der Kugelschüttungs-Region 
möglichst präzise bestimmt werden. Eine Gitterstudie bestätigt die ausreichend feine 
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Auflösung. Der Übergang zwischen der Kugelschüttung und dem freien Gasvolumen ist 
sehr grob, die Zellenlänge in Strömungsrichtung beträgt an dieser Stelle ca. 5 cm. Auf 
eine feinere Auflösung wird an dieser Stelle verzichtet, da dort keine lokalen Gradienten 
erwartet werden. Auf eine geometrische Abbildung des Bodenreflektors wird verzichtet, 
um das Rechengitter klein zu halten. Der Druckverlust des Bodenreflektors wird über eine 
Funktion aufgeprägt. Die Gittercharakteristik ist in Tabelle 4.4 zusammengefasst. Das 
Rechengitter erfüllt somit alle üblichen Qualitätskriterien [MEN02]. 
 3D NACOK-Gitter BPG 
Elemente 2.000.000  
Elemente in der KS-Region 200.000  
Elemente in der Fluid-Region 1.200.000  
Qualitätskriterien: 
    Volumenänderung < 5 < 15 
    Gitterwinkel > 30° > 27° 
    Kantenverhältnis < 60 < 100 
Tabelle 4.4: Eigenschaften des NACOK-Rechengitters 
Die Randbedingungen werden in Abb. 4.13 zusammengefasst. Das Fluid in der Simulation 
besteht aus Luft und besitzt ideale Stoffwerte. Für den Experimentierkanal und das Rück-
führrohr wird Ofenstahl verwendet. Die Kugeln sind in der gewählten Versuchsreihe aus 
Keramik, die Wärmeleitfähigkeiten im HTR-Modell werden entsprechend angepasst. An 
den Rändern der Versuchsschüttung sind die Kugeln teilweise halbiert, um durchgängig 
eine Porosität von 0,395 zu gewährleisten. Aus diesem Grund wird für die Simulation die 
Funktion zur Bestimmung der lokalen Porosität konstant gesetzt. Da die Wärmeleit-
fähigkeit der Schüttung und der lokalen Druckverlust auf der lokalen Porosität beruhen, 
wird dadurch die gesamte Schüttung wie eine ungestörte, nicht wandnahe Schüttung 
behandelt. Das Fluid in der Zufluss- und Abflussleitung erhält eine Wandrandbedingung. 
Um den Effekt des Temperaturausgleiches über die Koaxialleitung an dieser Stelle zu 
simulieren, werden Temperaturen aufgeprägt. Diese entsprechen den mittleren Wand-
temperaturen der jeweils anderen Leitung.  
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Da die horizontalen Zu- und Abflussleitungen im CFD-Modell um den Faktor zwei kürzer 
sind als die Leitungen des Versuchsstandes, wird der Wärmeübergangskoeffizient gemäß 
[VDI05] an der Außenseite auf 8 W/m²K verdoppelt. Die Heizungen des Experimen-
tierkanals und des Rückführrohres werden ebenfalls über eine Temperaturrandbedingung 
simuliert: Da die Temperaturen auf der Außenseite des Kanals durch die Messungen der 
Regelthermoelemente bekannt sind, wird die Temperatur direkt auf die Außenseite des 
Kanals aufgeprägt. An der Innenseite des Kanals wird der Wärmeübergang in der Kugel-
schüttungs-Region durch das HTR-Modell bestimmt. Im restlichen Bereich wird ein 
adäquater Wärmeübergang ohne Wandfunktionen berechnet. Der nicht modellierte 
Bodenreflektor wird über eine Impulssenke an der unteren Grenzfläche zwischen Kugel-
schüttungsbereich und der Fluid-Region simuliert.  
 
Abb. 4.13: Randbedingungen der NACOK-Simulation 
T = 20  C, α = 0,5 W / m² K
Experimentierkanal: Taufgeprägt
Rückführrohr: Taufgeprägt
Poröse Zone: HTR-Modell mit einer
Porosität von 0,395 (konstant)
Druckverlust(Bodenreflektor)
Temperaturrandbedingung
T = TTemperaturRB 2 , α = 8 W / m² K
Einströmrandbedingung: 
Prel = 0 Pa, T = 20  C
Temperaturrandbedingung 
T = TTemperaturRB 1 , α = 8 W / m² K
Ausströmrandbedingung:
Prel = 0 Pa, T = 20  C
62 
Als Ein- und Auslass in das System werden Druckrandbedingungen gesetzt mit einem 
relativen Gegendruck von 0 Pa und Umgebungstemperatur. Zur Temperaturmessung ist 
die NACOK-Anlage mit zahlreichen Thermoelementen an den Kanal Innenwänden und auf 
verschiedenen Ebenen innerhalb der Kugelschüttung bestückt. Die Messung der 
Gaszusammensetzung erfolgt mittels einer Gasanalytik, die ebenfalls in verschiedenen 
Ebenen der Kugelschüttung misst. Der Massenstrom wird mit Hilfe eines 
Gasdurchflussmessers bestimmt. 
Zur Validierung der Druckverlustmodellierung wird eine Versuchsreihe im Versuchsstand 
NACOK nach Kuhlmann [KUH02] genutzt. Die Kugelschüttung ist mit 5 m in maximaler 
Höhe aufgebaut. Die aufgeprägten Temperaturen im Experimentierkanal werden zwischen 
250 °C und 1.000 °C variiert, die Temperatur im Rückführrohr zwischen 200 °C und 
600 °C. Ein- und Auslass sind offen, der Versuch zieht Umgebungsluft. Der sich aufgrund 
der Dichteunterschiede einstellende Massenstrom wird gemessen und mit der Simulation 
verglichen. 
Abb. 4.14 zeigt das Ergebnis der Nachrechnung: Es werden drei Messreihen gefahren. Bei 
jeder Messreihe wird die Temperatur des Rückführrohres konstant gehalten, während die 
Temperatur des Experimentierkanals für jeden neuen Messpunkt erhöht wird.  
 
Abb. 4.14: Naturzug durch verschiedene Temperaturkombinationen in der NACOK-Anlage  
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Mit steigender Temperaturdifferenz zwischen dem Experimentierkanal und dem 
Rückführrohr steigt bei allen drei Messreihen der Massendurchsatz aufgrund der 
steigenden Dichtedifferenzen zwischen beiden Kanälen. Gleichzeitig steigt, mit der 
Temperaturerhöhung im Experimentierkanal, die Volumenausdehnung des Gases. Dies hat 
eine Geschwindigkeitserhöhung in der Kugelschüttung zur Folge, durch die sich 
wiederum der Druckverlust erhöht. Dieser Effekt wirkt sich dämpfend auf den 
Massenstrom aus. Aus diesem Grund durchläuft jede Versuchsreihe ein Maximum. Ab 
diesem Maximum steigt der Massenstrom trotz steigender Temperaturdifferenz nicht 
weiter. Im Fall der Versuchsreihe bei 200 °C Rückführrohrtemperatur ist der Druckverlust 
innerhalb der Kugelschüttung ausreichend, um den Massenstrom trotz steigender 
Temperaturdifferenz zu senken. Dieses Phänomen ist bekannt und wird in zahlreichen 
Untersuchungen zum Lufteinbruch in einen HTR diskutiert und begrenzt dort einen 
möglichen eintretenden Luftmassenstrom. 
Das beschriebene Verhalten des Massenstromes in Abhängigkeit von den Temperaturen 
in beiden senkrechten Kanälen wird in der CFD-Simulation grundsätzlich wiedergegeben. 
Die Datenreihe der Nachrechnung ist als „CFD“ bezeichnet. So fällt der Massenstrom der 
CFD-Simulation in der Versuchsreihe mit 200 °C Rückführrohrtemperatur nach Durch-
laufen eines Maximums wie im Experiment gemessen ab. Die temperaturdifferenz-
abhängige Position des Massenstrommaximums ist gegenüber dem Experiment um ca. 
200 K verschoben. Diese Verschiebung zeigt sich bei allen drei Versuchsreihen. Die 
mittlere relative Abweichung des Massenstromes zwischen dem Experiment und der 
Simulation beträgt dennoch weniger als 10 %. Die größten relativen Abweichungen liegen 
im Bereich der geringen Temperaturdifferenzen zwischen beiden Kanälen von bis zu 
100 °C. Die Differenz zwischen Messung und Simulation beträgt in diesem Bereich bis zu 
46 %. Damit liegen die Abweichungen oberhalb der Fehlerbandbreite des Druckverlust-
modells [VDI05]. Diese Fehlerbandbreite kann aus Diagrammen zwischen experimentellen 
und berechneten Werten im gleichen Reynoldszahlenbereich auf 10 % geschätzt werden.   
Kuhlmann erklärt die Abweichungen im Massenstrom zwischen dem NACOK-Experiment 
und eigenen Simulationen mit der Diskrepanz, dass ein Druckverlustmodell für regellose 
Kugelschüttungen auf die geordneten Kugelschüttung im NACOK-Experiment 
angewendet wird. Diese geordnete Anordnung verringert den Reibungswiderstand, der 
bei niedrigen Reynoldszahlen den Druckverlust dominiert [KUH02]. Aus diesem Grund 
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schlägt Kuhlmann eine modifizierte Druckverlustgleichung vor, um den Einfluss der 
geordneten NACOK-Kugelschüttung zu kompensieren. Diese lautet analog zu Gleichung 
3.30: 
  
  
 
      
    
  
 
  
 
 
     
 
 
    
  
      
 
   
 
  
      
 
   
 
 
 
 
  
 
 
 
 
4.1 
Die Massenströme des CFD-Modells, die sich mit dieser Kuhlmann-Modifikation 
einstellen, sind in Abb. 4.14 als „CFD-Modifikation“ eingetragen. Insbesondere im Bereich 
der geringen Temperaturdifferenzen zwischen den beiden NACOK-Kanälen erzielt die 
NACOK-Gleichung 3.30 geringere Abweichungen zu den Messwerten. Der 
ungleichmäßige Verlauf der errechneten Massenströme mit der modifizierten 
Druckverlustgleichung deutet auf ein schlechteres Konvergenzverhalten hin. Für den 
Messpunkt bei 600 °C Rückführrohrtemperatur und 650 °C Experimentierkanaltemperatur 
konnte keine Konvergenz erzielt werden. 
Die im Mittel deutlich geringen Abweichungen zu den Messwerten mit der modifizierten 
Gleichung gegenüber der Gleichung für die regellose Kugelschüttung bestätigen die 
Annahme des Einflusses der geordneten Schüttung auf den Druckverlust. Eine genauere 
Analyse entfällt, da im Weiteren ausschließlich mit der Gleichung für eine regellose 
Kugelschüttung gearbeitet wird. 
4.3.4 Korrosion 
Das Korrosionsmodell des HTR-Modells wird an der Versuchsanlage VELUNA validiert 
[ROE94]. Diese Versuchsanlage wurde zu Beginn der 1990er Jahre im Forschungszentrum 
Jülich betrieben. Ziel des Versuches war es, unter realen Bedingungen, Korrosionsraten 
einzelner Kugellagen mit definierten Temperaturen und Gaszusammensetzungen zu 
bestimmen. Die Anlage ist in Abb. 4.15 abgebildet. 
Die Grundlage bildet ein innerer, metallischer Experimentierkanal aus Ofenstahl. Dieser 
Kanal hat einen quadratischen Querschnitt mit einer Kantenlänge von 240 x 240 mm für 
16 Grafitkugeln in einer Ebene. Insgesamt wird eine 3,6 m hohe Kugelpackung mit einem 
Volumen von ca. 0,2 m³ geschichtet. Der innere Kanal wird von einem Zylinder um-
schlossen. Mit 20 cm Abstand vom Zylinder wird der Kanal von außen mit einer 
elektrischen Heizung auf eine Temperaturen von ca. 820 °C geheizt. Im CFD-Modell ist 
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die Heizung die Systemgrenze. Der Bodenreflektor, auf dem die Kugelschüttung 
aufgebaut wird, ist nicht modelliert. Der durch diese Vernachlässigung fehlende 
Druckverlust des Bodenreflektors hat keine Auswirkungen auf die Simulation, da der 
Versuch unter Zwangskonvektion stattfindet und der Massenstrom als Randbedingung 
aufgeprägt ist. 
 
Abb. 4.15: CFD-Modell der VELUNA-Versuchsanlage 
Ein Ausschnitt des Rechengitters und der Randbedingungen wird in Abb. 4.16 gezeigt. Es 
wird ein 90°-Ausschnitt der Anlage modelliert. Das Gitter, insbesondere im Bereich der 
Kugelschüttung, wird sehr grob aufgelöst. Die Zellen haben im Mittel 6 cm Kantenlänge. 
Eine feinere Auflösung ist nicht vorgenommen, da die Modellierung vereinfachend über 
volumetrische Senken- und Quellterme erfolgt, d. h. keine lokalen Gradienten erfasst 
werden müssen. Die einzige Verfeinerung des Gitters findet an der Grenzfläche des 
Experimentierkanals und des Zylinders statt. Diese Verfeinerung hat ausschließlich 
praktische Gründe: Da beide Wände sehr dünn sind, ist eine Verfeinerung der 
angrenzenden Domänen nötig, um keine zu großen Sprünge in zwei angrenzenden Zell-
volumina zu haben. Durch die insgesamt grobe Vernetzung benötigt das Gitter insgesamt 
140.000 Elemente, davon fallen 20.000 in den Bereich der Kugelschüttung. Die geringe 
Anzahl an Elementen ermöglicht die Simulation der gesamten Störfalltransiente trotz der 
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hohen Strömungsgeschwindigkeiten, die zur Einhaltung der Courantzahlen eine kleine 
Zeitschrittweite erfordern. 
 
Abb. 4.16: VELUNA CFD-Modell: 90° Ausschnitt (links), unteres Gitter (mittig), Randbedingungen 
(rechts) 
Zwei VELUNA-Experimente werden nachgerechnet. Ein Versuch mit einer mittleren 
Kugelschüttungstemperatur von 800 °C zu Versuchsbeginn und ein Versuch mit einer 
mittleren Kugelschüttungstemperatur von ca. 1.000 °C. Das Verhalten während des 800 °C 
Experimentes wird von der Sauerstoff-Grafit Reaktion dominiert, die Bouduard-Reaktion 
ist in diesem Temperaturbereich vernachlässigbar. Im zweiten 1.000 °C Experiment haben 
beide Reaktionen einen Signifikaten Einfluss. 
Die Anfangs und Randbedingungen der 800 °C CFD-Rechnung sind in Abb. 4.16 zu-
sammengefasst. Die Temperatur wird als Randbedingung vorgegeben. Der innere und 
äußere Luftspalt dient ausschließlich zum Wärmetransport. Im CFD-Modell werden diese 
Regionen als transparente Feststoffregion modelliert. Strahlungsaustausch innerhalb 
dieser Regionen wird mittels des „Discrete Transfer“ Strahlungsmodells berücksichtigt. Die 
Wärmeleitfähigkeit dieser Region entspricht der Wärmeleitung in Luft. Die Kugelschüttung 
wird mittels aller in Kapitel 4 diskutierten Modelle abgebildet. Zur Initialisierung ist die 
TUmgebung = 20  C, 
α = 4 W / m² K
THeizung = 820  C
Abströmrandbedingung: 
Prel = 0 Pa
Einströmrand-
bedingung: 
Mass Flow Rate
T = 20  C
Air Ideal Gas
N2 Ideal Gas 
(Initialisierung)
Kugelschüttungs-
modell mit allen 
thermofluid-
mechanischen 
Modellen und 
Korrosionsmodul
Wand des 
Experimen-
tierkanal
Kugelschüttung
(PM–Domain)
Innerer 
Luftspalt
Zylinder
Äußerer 
Luftspalt
Heizung
Bodenreflektor
Einlass
0                         1 
0,25      0,75 [m] 
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Kugelpackung mit Stickstoff gefüllt, die Temperatur in der Kugelschüttung beträgt ca. 
810 °C. 
Mit Beginn des 800 °C Versuches wird ein Luftmassenstrom von 6,2 kg/h und einer 
Temperatur von 23 °C in den Kanal eingespeist. Dieser Massenstrom wird über die Ver-
suchsdauer von zwei Stunden konstant gehalten. Die von außen aufgeprägte Temperatur 
bleibt während der gesamten Simulation konstant bei 810 °C. Im Versuch wird diese 
Temperatur über die Heizleistung gehalten. Das Temperaturprofil innerhalb der Kugel-
schüttung wurde über die Versuchsdauer durchgehend aufgezeichnet (vgl. Abb. 4.17). 
 
Abb. 4.17: Vergleich der 800 °C VELUNA-Temperaturkurve zwischen Experiment, CFD-Simulation, 
und MGT-Simulation nach 2.000 Sekunden 
Der Wärmeübergang innerhalb der durchströmten Kugelschüttung ist extrem hoch. 
Innerhalb der drei Kugellagen wird die 23 °C kalte Luft auf über 700 °C erwärmt. Der 
Luftsauerstoff reagiert innerhalb der ersten sechs Kugellagen nahezu vollständig. Diese 
Lagen waren nach dem Experiment stark abgebrannt. In der Simulation korrodiert der 
gesamte Luftsauerstoff bereits innerhalb der ersten fünf Kugellagen. Abb. 4.17 zeigt den 
durch die freiwerdende Reaktionsenthalpie entstehenden Temperaturverlauf. Neben den 
experimentellen Messungen und dem Temperaturverlauf der CFD-Rechnung sind die 
Temperaturverläufe einer MGT-Rechnung eingetragen. Sowohl der Temperaturgradient, 
als auch Lage und Position des Maximums sind konsistent.  
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Der im 800 °C Experiment gemessene Abbrand der einzelnen Kugellagen ist in Abb. 4.18 
dem simulierten Abbrand gegenübergestellt. Ca. 90 % der Grafitkorrosion findet bereits 
in den ersten drei Kugellagen statt. Diese Verteilung bildet das CFD-Modell präzise ab. 
Ab der achten Kugellage finden im CFD-Modell keine Grafit-Sauerstoff-Reaktionen mehr 
statt, da der gesamte Sauerstoff aufgebraucht ist. Im Experiment werden bis zur zehnten 
Kugellage Korrosionsprozesse gemessen, diese liegen allerdings im Promillebereich, 
bezogen auf den gesamten Abbrand. 
 
Abb. 4.18: Abbrand je Kugellage im VELUNA-Experiment 
Die Simulation des 1.000 °C Experimentes ermöglicht einen Vergleich des Bouduard-
Modells aus dem CFD-Modell mit experimentellen Werten. Die Simulation findet auf dem 
Gitter der 800 °C Simulation statt. Die Temperatur der äußeren Heizung wird auf 1.020 °C 
erhöht. Bei dieser Temperatur wird die mittlere Kugelschüttung auf ca. 1.000 °C erwärmt. 
Als Initialisierung für die Kugelschüttungstemperatur wird ein Temperaturprofil  
vorgegeben, das den Messwerten zu Beginn des Experimentes folgt (vgl. Abb. 4.19, 
t = 0 s). Die anderen Randbedingungen werden aus der 800 °C Simulation übernommen. 
Neben der Starttemperatur zeigt Abb. 4.19 drei weitere, charakteristische Temperatur-
verläufe zu unterschiedlichen Zeiten. Die Temperaturerhöhung durch die freigesetzte 
Reaktionsenthalpie ist auf den unteren Bereich der Kugelschüttung begrenzt. Die Lage 
des Temperaturmaximums sowie die gesamten Temperaturkurve der Simulation ist in 
Strömungsrichtung um eine Kugellage  gegenüber dem gemessen Temperaturmaximum 
0
50
100
150
200
250
300
350
400
450
500
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
A
b
b
ra
n
d
 /
 g
Kugellage
CFD
VELUNA
CFD-Modellvalidierung 
69 
verschoben. Die Verschiebung sowie die deutlich unterschätzen Temperaturen an der 
ersten Messstelle sind ein Indiz, dass die Korrosion im CFD-Modell eine Kugellage später 
einsetzt als im Experiment.  Die absoluten Temperaturen der Simulation werden mit 
zunehmender Versuchsdauer leicht überschätzt. Die erste Temperaturmessung erfolgt im 
Experiment nach 1.100 s (18:20 min). Der Wert des gemessenen Maximums wird in der 
CFD-Simulation um 20 K überschätzt. Nach zwei Stunden Simulationszeit liegt das 
Temperaturmaximum ca. 55 K über den Temperaturen im Experiment. Diese syste-
matische Überschätzung der Temperaturen zeigte sich bereits in der Nachrechnung des 
800 °C Experimentes. Die Abweichung von 55 K entspricht einer relativen Abweichung 
von ca. 5 %.  
 
Abb. 4.19: Vergleich der 1.000 °C Temperaturkurve als Funktion der Kugelschüttungshöhe zwischen 
Experiment und CFD-Simulation  
Einen indirekten Vergleich der integralen Reaktionsraten ermöglicht die Messung der 
Kohlenmonoxid- und Kohlendioxid-Anteile im Austritt des Experimentes. Die temperatur-
abhängigen Gleichgewichtspartialdrücke von CO2 und CO verschieben sich mit steigender 
Temperatur zugunsten des Kohlenmonoxids. Da die Temperaturen über die Versuchs-
dauer steigen, fällt der Kohlendioxidanteil und der Kohlenmonoxidanteil nimmt zu. Diese 
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Verschiebung der Gasanteile wird in der Simulation sehr gut wiedergegeben und 
aufgrund der erhöhten Temperaturen in der Simulation mit zunehmender Versuchsdauer 
leicht überschätzt. 
 
Abb. 4.20: Vergleich der CO- und CO2-Volumenanteile als Funktion der Zeit zwischen dem 
Experiment und der CFD-Simulation 
Insgesamt zeigt die Nachrechnung des VELUNA-Experimentes eine gute Überein-
stimmung mit den experimentellen Messwerten. Unter Vernachlässigung des um eine 
Kugellage verschobenen Temperaturprofils betragen die relativen Abweichungen der 
Temperaturen weniger als 5 %, die relative Abweichung der Gasanteile im Austritt liegt 
unterhalb von 20 %. Mit diesen Abweichungen liegen die Simulationsergebnisse weit 
unterhalb der Literaturangaben zu den Unsicherheiten der Reaktionsraten. Diese 
Unsicherheiten liegen zwischen 30 % [HIN86]  und 50 % [SCH11]. 
4.3.5 Gegenströmung im Verbindungsrohr 
Im Lufteinbruchszenario des HTR-Moduls wird nach Abschluss der Druckentlastungsphase 
die Ausbildung einer Gegenströmung, bestehend aus dem ausströmenden Helium und 
der einströmenden Reaktorgebäudeatmosphäre, erwartet. Eine genaue Abbildung dieses 
Vorganges ist nötig, da dieser Vorgang die Zeitskala bestimmt, mit dem der untere 
Bereich des Reaktordruckbehälters mit der Reaktorgebäudeatmosphäre geflutet wird. Des 
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Weiteren können mögliche Mischvorgänge zwischen dem ein- und ausströmenden 
Massenstrom die Gaszusammensetzung des einströmenden Massenstromes beeinflussen. 
Ebenfalls entscheidend für den weiteren Störfallverlauf werden die durch den Zustrom 
initiierten Mischungsvorgänge innerhalb des unteren Reaktordruckbehälters sein. 
Die Bestimmung dieser Strömungs- und Transportvorgänge erfolgt direkt mittels des 
CFD-Modells. Hierbei können die gegengerichtete Scherströmung im Rohr und Misch-
vorgänge, insbesondere über die Wahl des Turbulenzmodells, beeinflusst werden. Des 
Weiteren ist es nötig, die Sensitivität des Modells auf die Gitterauflösung der 
Strömungsgrenzschicht und die Zeitschrittweite zu kennen, um systematische Fehler bei 
späteren Simulationen im Lufteinbruchszenario zu vermeiden.  
 
Abb. 4.21: Schnitt durch das CFD-Modell der MiniPanda-Versuchsanlage 
Als Experiment für die oben genannten Sensitivitätsstudien bietet sich die MiniPanda-
Anlage [RIT11] an. Dieser Versuchsstand ist eine kleinskalige Containment-Versuchs-
anlage, die an der ETH-Zürich betrieben wird. Sie ist mit innovativen Messmethoden aus-
gestattet, die insbesondere für die CFD-Validierung neue Möglichkeiten eröffnen. In ver-
schiedenen Ebenen angebrachte Gitternetzsensoren [RIT11b] messen mit hoher zeitlicher 
Auflösung das Temperaturfeld eines Fluids. Neben den Gitternetzsensoren ist die Anlage 
mit Thermoelementen, Katharometern, Anemometern und Ultraschall-Laufzeitmessern 
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ausgestattet. Damit liefert die MiniPanda-Anlage, in Ergänzung zu bestehenden Anlagen, 
wichtige Daten, die eine Validierung einer Gegenströmung erlauben. 
Abb. 4.21 stellt das geometrische Modell der MiniPanda-Anlage dem HTR gegenüber. Die 
MiniPanda-Anlage besteht aus zwei identischen, zylinderförmigen Behältern mit einem 
Durchmesser von 1 m und einer Höhe von 2 m.  
 
Abb. 4.22: Ausschnitt des CFD-Gitters (links), Start und Randbedingungen (rechts) 
Die Behälter sind über eine Leitung mit einem Durchmesser von ca. 0,7 m miteinander 
verbunden. Die erste MiniPanda-Versuchsreihe untersucht die erwarteten Gegenstrom-
verhältnisse eines Lufteinbruchstörfalls eines HTR-Reaktors. Zu Beginn der Versuche sind 
Behälter zwei und das Verbindungsrohr mit reiner Luft gefüllt und Behälter eins mit 
reinem Helium oder einem Helium–Luft Gemisch. Abb. 4.22 zeigt das Rechengitter der 
MiniPanda-Anlage. Insbesondere die Grenzschichtauflösung der Gegenströmung wird im 
Zuge der MiniPanda-Simulationen vielfach variiert (vgl. Anhang A1.2). 
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Zu Versuchsbeginn wird eine Sperre, die beide Behälter trennt, entfernt. Das leichtere Gas 
strömt durch den oberen Teil der Verbindungsleitung in den Luft-Behälter. Gleichzeitig 
strömt die Luft im unteren Teil der Verbindungsleitung in die entgegengesetzte Richtung. 
Dabei werden die Geschwindigkeiten in der Verbindungsleitung sowie die Gaszusammen-
setzung in verschiedenen Ebenen in beiden Behältern gemessen. Zum Vergleich von 
Experiment und Simulation werden die Helium- und Luftkonzentrationen in beiden 
Behältern für drei verschiedene anfängliche Dichterverhältnisse verglichen (Abb. 4.23).  
 
Abb. 4.23: Helium Konzentrationsaustausch bei unterschiedlichen anfänglichen Gasgemischen in 
Behälter 1: 20 % Helium / 80 % Luft (links), 50 % Helium / 50 % Luft (mittig), 100 % 
Helium (rechts) und konstant 100 % Luft in Behälter 2 
Für alle drei anfänglichen Dichteverhältnisse zeigt sich ein mit dem Experiment 
vergleichbarer Zeitraum für den strömungstechnischen Ausgleichsprozess. Darunter wird 
verstanden, dass an den Messstellen ein konstantes Mischungsverhältnis zwischen Helium 
und Luft gemessen wird, da die dichtegetriebe Strömung zu erliegen beginnt. Der sehr 
viel langsamere Ausgleichsprozess durch Diffusion wird in der kurzen Zeitskale nicht 
erfasst. Ergänzend zu den Helium- und Luftkonzentrationen erfolgt ein Vergleich der 
Strömungsgeschwindigkeiten im Verbindungsrohr (vgl. Abb. 4.24).  
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Abb. 4.24: Strömungsgeschwindigkeiten im Verbindungsrohr bei unterschiedlichen, anfänglichen 
Gasgemischen in Behälter 1: 20 % Helium / 80 % Luft (links), 50 % Helium / 50 % Luft 
(mittig), 100 % Helium (rechts) 
Die Geschwindigkeiten in der Gegenströmung steigen erwartungsgemäß mit zu-
nehmender, durch Variation des Helium-Luft-Verhältnisses in Behälter eins erzielter, 
Dichtedifferenz. Das Geschwindigkeitsmaximum stellt sich in der Simulation, konsistent 
zum Experiment, nach ca. 20 s ein. Mit dem fortschreitendem Konzentrationsausgleich 
zwischen den beiden Behältern sinken die Geschwindigkeiten, vergleichbar zum Experi-
ment, ab. Anhand der MiniPanda Datenbasis konnte eine sehr gute Abbildung des auf-
triebsbedingten Ausgleichsprozesses und der Gegenströmung im CFD-Modell nachge-
wiesen werden. Insbesondere hat eine Parameterstudie (vgl. Anhang A1.2) gezeigt, dass 
der für das Störfallszenario besonders relevante Massenstrom eine hohe Gitterunab-
hängigkeit besitzt.  
Der untersuchte Bereich des Dichteverhältnisses ρ Behälter 1/ ρ Behälter 2 ~ 0,15-0,9 kg/m³ 
zwischen den beiden Gasen deckt sich mit der HTR-Anwendung im Fall eines Luft-
einbruchstörfalls. Des Weiteren decken sich die Strömungsgeschwindigkeiten in der Mini-
Panda-Anlage von bis zu 2 m/s mit den maximalen Strömungsgeschwindigkeiten in der 
Konzentrationsausgleichsphase der CFD-Simulation des HTR-Störfallszenarios. 
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4.4 WECHSELWIRKUNG VERSCHIEDENER MECHANISMEN 
4.4.1 Naturzirkulation im Primärkreis 
Die LUNA (Loop Under NAtural Convection)-Anlage repräsentiert die wichtigsten 
Komponenten des Primärkreislaufes eines Hochtemperaturreaktors; den Reaktorkern, den 
Wärmetauscher sowie die Verbindungsleitungen. Abb. 4.25 zeigt das geometrische 
Modell der Versuchsanlage. Das Zentrum der Anlage besteht aus einer 1,2 m hohen 
Kugelschüttung mit einem Volumen von ca. 0,5 m³. Die Stahlkugeln der Kugelschüttung 
haben einen Durchmesser von 10 mm. Dieser, im Vergleich zu dem der Brennelement-
kugeln kleine Durchmesser ist erforderlich, um den durch den kleinen Behälterradius 
hervorgerufen starken Einfluss der Randeffekte zwischen der Kugelschüttung und der 
Behälterwand zu minimieren. 
Über ein isoliertes Rohrleistungssystem ist die Kugelschüttung mit einem Wärmetauscher 
verbunden. Dieser kann auf verschiedenen geodätischen Höhen angeschlossen werden 
um die verschiedenen Wärmetauscheranordnungen der unterschiedlichen HTR-Konzepte 
abzubilden. Durch die relative Höhe des Wärmetauschers zu der Kugelschüttung wird die 
Stabilität des Naturzugumlaufes beeinflusst. In der gewählten Messreihe befindet sich der 
Wärmetauscher auf der geodätischen Höhe der Kugelschüttung in Position „4b“. 
Die Position „4b“ des Wärmetauschers wird aus folgendem Grund gewählt: Die 
Platzierung  des Wärmetauschers an Position „4“ unterhalb der Kugelschüttung käme den 
Verhältnissen des HTR-Modul am nächsten. Jedoch stellt sich bei einer solchen 
Positionierung keine Naturkonvektion ein. In der Auslegung des HTR-Modul ist die 
Unterdrückung des Naturumlaufes ein beabsichtigter Effekt. Er verhindert, dass Kompo-
nenten innerhalb des Reaktordruckbehälters bei Ausfall der aktiven Kühlung durch 
zirkulierendes Helium mit Temperaturen oberhalb ihrer Auslegungstemperatur 
beansprucht werden.  
Da die gewünschten Modellparameter ohne Naturumlauf nicht validiert werden können 
wird eine andere Wärmetauscherposition gewählt. Bei den verbleibenden Wärme-
tauscherpositionen „1-3“ des Experimentes befindet sich der Wärmetauscher oberhalb der 
Kugelschüttung. Durch diese Positionierung entsteht im Experiment ein sehr stabiler 
Naturumlauf. 
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In der gewählten Position „4b“ befindet sich der Wärmtauscher wie in Position „4“ 
unterhalb der Kugelschüttung. Jedoch wird aufgrund der Rohrführung im Wärmetauscher 
eine  Strömungsrichtung entgegen der bevorzugten Naturströmung erzwungen. Durch 
diese spezielle Rohrführung entsteht ein Naturumlauf, der sensibel auf bereits kleine 
Temperaturabweichungen reagiert.  
 
Abb. 4.25: Aufbau der LUNA–Versuchsanlage: Geometrisches Modell (links) und Skizze (rechts) 
Experimentbegleitende Simulationen mit dem Rechenprogramm THERMIX haben die 
Instabilität des Systems gezeigt. Bereits bei Abweichungen der Initialisierungstemperatur 
von 2 K innerhalb des Rohrleitungssystems erfolgt eine Strömungsumkehr entgegen der 
experimentellen Strömungsrichtung [JAN06]. Dieser Effekt erleichtert die Identifikation 
von Fehlern in den CFD-Modellen. Für die Validierung des CFD-Modells mittels Daten 
dieses Versuchsstandes werden sämtliche thermofluid-dynamischen Modelle verwendet. 
Es handelt sich um die Modelle zur Berechnung der effektiven Wärmeleitfähigkeit, der 
Druckverluste, der thermischen Trägheit sowie des Wärmeüberganges zwischen der 
Kugelschüttung und dem Fluid.  
Das Rohrleitungssystem besitzt neben den Leitungen zahlreiche Einbauten in Form von T-
Stücken für Bypassleitungen, Flansche und Krümmer. Diese haben eine andere 
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Wandstärke als die restlichen Rohrstücke. Die daraus resultierende, erhöhte thermische 
Trägheit ist im CFD-Modell über eine angepasste effektive Wärmekapazität berücksichtigt. 
Die treibende Kraft der Versuchsanlage ist die Dichtedifferenz zwischen den beiden 
vertikalen Rohrabschnitten der Versuchsanlage. Diese sind im Folgenden als 
Kugelschüttungssteigrohr und Wärmetauschersteigrohr bezeichnet. Der Strömungs-
widerstand innerhalb der Kugelschüttung und des Wärmetauschers dient als dämpfende 
Komponente. 
 
Abb. 4.26: Ausschnitt LUNA-Rechengitter (links), Initialisierung und Messpunkte (rechts) 
Abb. 4.26 zeigt die Randbedingungen und die Initialisierung der CFD-Simulation. Die 
Kugelschüttung ist auf 280 °C vorgeheizt, der restliche Kreislauf hat eine Temperatur von 
20 °C. Der Druck beträgt 36 bar [JAN06].  
Die Temperaturen sind im Experiment an den Ein- und Austrittspunkten des 
Wärmetauschers, der Kugelschüttung sowie innerhalb der Kugelschüttung gemessen 
worden. Zudem wurden an zahlreichen Stellen die Temperaturen der Rohrwände und des 
78 
Gases gemessen. Darüber hinaus gibt es einen Durchflussmesser zur Bestimmung der 
Strömungsgeschwindigkeit innerhalb des Kreislaufes. 
Abb. 4.27 rechts zeigt die Temperaturverteilung des Kugelschüttungsmodells 22 Minuten 
nach Versuchsbeginn. Durch die kalte, von unten nach oben strömende Luft hat sich ein 
Temperaturprofil innerhalb der Schüttung gebildet. Links daneben sind die gemessenen 
und simulierten Abkühlkurven des LUNA-Versuches abgebildet. Jede der Linien stellt ein 
Thermoelement in einer anderen geodätischen Höhe dar. 
 
Abb. 4.27: Temperaturentwicklung in der Kugelschüttung 
Die eintretende kalte Luft kühlt die unteren Kugellagen ab. Bereits nach ca. 22 Minuten 
ist die gemessene Temperatur des unteren Thermoelementes von 280 °C auf ca. 100 °C 
gefallen. Aufgrund des guten Wärmeüberganges zwischen der Schüttung und dem Fluid 
erwärmt sich die Luft bereits innerhalb der ersten Kugellagen auf die Feststofftemperatur. 
Dadurch kann keine Wärme in den oberen Kugellagen an die Luft übertragen werden, die 
oberen Thermoelemente messen während der ersten 20 Minuten konstant die Start-
temperatur von 280 °C.  
Treibende Kraft des Naturumlaufes ist die Temperaturdifferenz zwischen dem Steigrohr 
auf Seite der Kugelschüttung und dem Fallrohr auf Seite des Wärmetauschers. Aufgrund 
der frühen Abkühlung der unteren Kugellagen passiert das Fluid mit zunehmender 
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Experimentdauer mehr Kugellagen, bevor es die maximale Temperatur von 280 °C 
erreicht. Die Erwärmung findet daher auf einer größeren Strecke statt. Als Folge steigt die 
mittlere Dichte des Gases im Kugelschüttungssteigrohr. Die mittlere Dichte im 
Wärmetauscherstandrohr bleibt dagegen relativ konstant. Da die treibende Kraft des 
Massenstromes durch die Differenz der Dichte beider Steigrohre verursacht wird, nimmt 
der Massenstrom stetig ab (vgl. Abb. 4.28). Nach ca. 75 Minuten reicht die Differenz 
zwischen beiden Steigrohren nicht mehr aus, um die Reibungsverluste des Systems zu 
überwinden.  Die Strömung stoppt. Bis zu diesem Zeitpunkt errechnet das CFD-Modell 
einen realistischen Massenstrom in guter Übereinstimmung mit dem Experiment (vgl. 
Abb. 4.28). 
 
Abb. 4.28: Luftmassenstrom als Funktion der Versuchsdauer beim LUNA-Experiment 
Die sehr guten Übereinstimmungen, sowohl bei den Feststofftemperaturen als auch beim 
Luftmassenstrom, zeigen, dass die Wechselwirkung der Einzelphänomene Wärmetransport 
in der Schüttung und Wärmeübergang an das Gas sowie Druckverluste in der Schüttung 
funktionieren. 
Die Abweichungen des Massenstromes zwischen der Simulation und dem Experiment ab 
dem Zeitpunkt des Massenstromerliegens können auf die Instrumentierung des 
Versuches zurückgeführt werden. Ab dem Erliegen der globalen Naturzirkulation ist im 
CFD-Modell eine Naturzirkulation zu beobachten, die auf das Kugelschüttungssteigrohr 
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begrenzt ist. Im Inneren des Rohres steigt das erwärmte Fluid auf, an den kühleren 
Rohrwänden fließt es herab. Die Messinstrumentierung der Versuchsanlage ist für diese 
Gegenströmung innerhalb des Rohres nicht ausgelegt und liefert somit keine 
verlässlichen Ergebnisse. 
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4.5 NATURKONVEKTION DURCH DEN REAKTORKERN 
Abschließend wird die Interaktion aller zuvor beschriebenen strömungstechnischen 
Einzelphänomene anhand des Integralversuches NACOK II (Naturzug im Core mit 
Korrosion) überprüft. NACOK II ist eine weitreichende Erweiterung der in Kapitel 4.3.3 
beschriebenen NACOK-Anlage, basierend auf der Betriebserfahrung der vorherigen 
Versuchsanlage.  
Der Experimentierkanal, die äußere Isolation mit der Heizung sowie die gesamte 
Einlaufstrecke wurden hierzu ausgetauscht. Die Motivation für die Erweiterung der Anlage 
ist die Erhöhung der erreichbaren Temperatur. Erstmals konnten im Gegensatz zur 
NACOK-Anlage Temperaturen im Experimentierkanal von 1.300 °C erreicht und gehalten 
werden. In der Versuchsanlage wird das Verhalten von Kugelproben und vom 
Bodenreflektor untersucht. Da die Blockproben ohne vereinfachende homogenisierende 
Modellierung stationär simuliert werden können, dienen die Versuche mit Blöcken 
zunächst dazu, das Modell der Anlage und die abgebildeten Randbedingungen zu 
verifizieren. Der Aufbau des Versuches mit Blockprobe ist in Anhang A1.5 beschrieben. 
Die Kugelversuche dienen abschließend der integralen Validierung der Interaktion 
sämtlicher bereits beschriebener, fluidmechanischer Modelle. 
Abb. 4.29 stellt das geometrische Modell einer Abbildung der Anlage gegenüber. Der 
Kern der Anlage ist analog zur NACOK-Anlage ein rechteckiger Experimentierkanal mit 
den Innenmaßen von 240 x 240 mm. Der Kanal besteht aus 80 cm hohen Schüssen. An 
der Außenseite des Kanals, getrennt durch einen schmalen Spalt, verfügt jeder Schuss 
über eine elektrische Heizung. Zur Umgebung hin ist die Heizung durch eine Isolations-
schicht getrennt. Diese Isolation befindet sich innerhalb eines wassergekühlten Stahl-
mantels, der für eine konstante Wandtemperatur sorgt.  
Bedingt durch die Bauweise gibt es zwischen jedem Schuss einen ca. 6 cm hohen Bereich 
auf der Kanalaußenwand, der nicht direkt beheizt wird. Im untersten Schuss ist ein 
seitlicher Einlauf, der eine direkte Verbindung zur Umgebung herstellt. Im obersten 
Schuss, vier Meter oberhalb des Einlasses, ist der Abzug zentral über dem Experimentier-
kanal angeordnet. Innerhalb des Kanals gibt es im unteren Bereich einen Bodenreflektor 
mit 72 x  15 mm Bohrungen. Auf diesen Reflektor werden die Probenkörper aufgebaut. 
Zur Bestimmung der Temperaturverteilung sind innerhalb der Kugelschüttung Thermo-
elemente befestigt. Darüber hinaus wird der Volumenstrom gemessen. 
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Abb. 4.29 Geometrisches Modell (links) und Foto der Anlage (rechts) 
Vorbereitend zur Validierung des Kugelschüttungsmodells werden Versuche mit einem 
Block simuliert. Diese Rechnungen dienen dazu, die thermofluiddynamischen Modelle 
und ihre Randbedingungen des NACOK II-Modells hinreichend zu valideren und Fehler in 
den weiteren Rechnungen zu minimieren. Zudem ist die Blockgeometrie vergleichbar mit 
dem Bodenreflektor des HTR-Kerns, so dass zeitgleich dessen Modellierung abgesichert 
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wird. Diese Simulationen, diskutiert in Anhang A1.5, zeigen eine gute Übereinstimmung 
mit dem Experiment. Neben der Validität des thermofluiddynamischen Modells bedeutet 
dies auch, dass der generelle Versuchsaufbau gut verstanden ist und keine unbeab-
sichtigten Randeffekte das Ergebnis verfälschen. Die Simulation des Versuchsaufbaus mit 
Keramikkugeln erfolgt mit zwei Ansätzen. Zunächst wird das homogenisierte Modell 
genutzt (vgl. Abb. 4.30) und mit dem Experiment verglichen.  
 
Abb. 4.30: Versuchsanlage NACOK II mit PM-Ansatz in der Kugel-Region 
Die geordnete Kugelpackung erlaubt zudem eine mit dem Gitter aufgelöste Simulation 
der Strömungs- und Transportprozesse. Dies ermöglicht somit einen direkten Vergleich 
sowie die Identifizierung von möglichen Randeffekten. Der Bereich der Kugelschüttung 
beinhaltet alle in Kapitel 3.3 vorgestellten, fluidmechanischen Modelle bis auf das Modell 
zur Korrektur der wandnahen Schüttung, da im Experiment in Wandnähe halbierte Kugeln 
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(Kugelschüttung)
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verwendet werden. Diese verhindern eine Abnahme der Packungsdichte und die 
Kugelschüttung hat bis an die Wand die Eigenschaften einer ungestörten Kugelpackung. 
Der Wärmestrom fließt ungestört durch den Rand der porösen Region. Über die gesamte 
Zone wird die Wärme an das Gas übertragen. Da der Versuch unter Naturzug stattfindet, 
haben die Druckverluste innerhalb der Kugelschüttung einen wesentlichen Einfluss auf 
den sich einstellenden Volumenstrom und dadurch rückwirkend auf die Kühlung der 
Kugeln. 
 
Abb. 4.31: NACOK II-Rechengitter mit homogenisiertem Ansatz 
Abb. 4.31 zeigt Ausschnitte des Rechengitters des NACOK II-Modells mit dem Kugel-
schüttungsmodell. Der Ausschnitt oben rechts zeigt die Oberkante des Bodenreflektors 
und den unteren Bereich der homogenisierten Kugelschüttung. Neben der Kugel-
CFD-Modellvalidierung 
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schüttung treten im Bodenreflektor die größten Druckverluste auf. Der Bodenreflektor 
erzeugt ein sehr heterogenes Strömungsprofil. Daher werden alle 72 Bohrungen detailliert 
im Gitter abgebildet. Der homogenisierte Bereich, der die Kugelschüttung abbildet, 
schließt an dieser Stelle an. Der untere Gitterausschnitt zeigt den Einlaufbereich. Die 
Vernetzung ist ausreichend, um eine gitterunabhängige Lösung zu gewährleisten. Die 
Vernetzungsvorschrift der BPG [MEN02] wurden konsequent berücksichtigt. 
Der Vergleich zwischen Simulation und Experiment erfolgt über die Temperaturen 
innerhalb der Kugelschüttung. Ausgewählte Kugeln sind angebohrt und im Zentrum mit 
Thermoelementen ausgestattet. Die Position der Messstellen ist in der Abbildung rechts 
in Tabelle 4.5 mit schwarzen Kreuzen gekennzeichnet. Die linke Hälfte der Tabelle 4.5 
stellt die gemessenen Werte mit den Ergebnissen der Simulation gegenüber.  
Position Temperatur 
Experiment 
CFD-Feststoff-
temperatur 
CFD-Gas-
temperatur 
Lage der Messpositionen 
1 878,4 °C 913,4 °C 788,7 °C 
 
2 744,8 °C 671,7 °C 570,8 °C 
3 699,6 °C 576,4 °C 508,2 °C 
4 754,5 °C 678,2 °C 574,5 °C 
5 882,1 °C 918,9 °C 816,0 °C 
6 882,8 °C 959,1 °C 826,6 °C 
7 844,2 °C 940,9 °C 895,1 °C 
8 962,8 °C 987 °C 977,1 °C 
Tabelle 4.5: Vergleich zwischen gemessenen und simulierten NACOK II-Temperaturen 
Die Temperaturen in der ersten Kugellage weichen zwischen Simulation und Experiment 
bis zu mehr als 100 °C ab. Besonders groß sind die Abweichungen in der Mitte des 
Kanals auf Position 3. Das Fluid ist in diesem Bereich am kältesten. Es tritt in einzelnen 
Strähnen aus den Bohrungen des Bodenreflektors aus. Diese starken, lokalen Temperatur-
unterschiede zwischen Feststoff und Fluid zeigen die Grenzen des homogenisierten 
Ansatzes auf. Dieser berechnet die Temperatur in dem Bereich mit extremen 
Temperatur
[ C]
1            2             3           4            5
1            2
6
7
8
8
6
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Temperaturdifferenzen zwischen Feststoff und Fluid um 123 °C zu niedrig. Nach den 
ersten Kugellagen nehmen die lokalen Unterschiede ab, die Kühlung der Kugeln wird 
gleichmäßiger. Dadurch können bessere Ergebnisse mit dem homogenisierenden Ansatz 
erzielt werden. Vier Kugellagen darüber beträgt die Abweichung zwischen Experiment 
und CFD-Simulation in der Mitte des Kanals 80 °C (Position 6) und in der obersten, der 
achten Kugellage beträgt die Abweichung 25 °C (Position 8). Zum Rand der Kugel-
schüttung hin wird das in die Kugelschüttung eintretende Fluid bereits im Bodenreflektor 
stärker erwärmt. Der Unterschied zwischen der Feststofftemperatur und der Gastempe-
ratur nimmt ab. Die geringe Temperaturdifferenz führt zu einer besseren Übereinstim-
mung zwischen dem homogenen CFD-Modell und dem Experiment. An Position 1 und 5 
weichen die verglichenen Feststofftemperaturen um weniger als 40 °C voneinander ab. 
Die geometrisch abgebildeten Kugeln werden mit einem unstrukturierten tetraedrischen 
Netz, basierend auf den Erfahrungen von Nachrechnungen der INDEX-Simulation, 
vernetzt. Die Gitterkriterien werden erst unterhalb von einer Tetraederkantenlänge von 
0,3 mm eingehalten. Aufgrund der Größe des Gitters (57 Mio. Knoten) ist es mit den 
vorhandenen Rechnerkapazitäten nicht möglich, den gesamten Versuchsstand zu 
modellieren. Daher wird das Tetraeder-Modell auf den unmittelbaren Bereich der Kugel-
packung beschränkt (Abb. 4.32, links).  
 
Abb. 4.32: NACOK II-Geometrie (links) und Rechengitter ohne homogenisierten Bereich (rechts) 
aufgeprägter Luftmassenstrom
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Der Luftmassenstrom wird als Einlassrandbedingung aus dem Ergebnis der Simulation mit 
homogenisiertem Ansatz aufgeprägt. Darüber hinaus erfordert die Größe des Rechen-
gitters eine stationäre Simulation. Den Vergleich der lokalen Geschwindigkeiten zwischen 
der Simulation mit geometrisch abgebildeten Kugeln und dem homogenisierten Ansatz 
zeigt Abb. 4.33. Im ersten Fall ist eine Geschwindigkeitsverteilung zu erkennen. Anhand 
der Lage und des Betrags der Geschwindigkeitsmaxima sind bevorzugte Strömungspfade 
innerhalb der Kugelschüttung erkennbar. Gleichzeitig treten Strömungstoträume an den 
Berührungspunkten zweier Kugeln auf. 
 
Abb. 4.33: Geschwindigkeitsverteilung bei geom. aufgelösten (links) und homogenisierten Kugeln 
(rechts) 
In beiden Modellen wird das durch den Bodenreflektor vorgegebene Strömungsprofil 
nach Eintritt in die Kugelpackung innerhalb weniger Zentimeter ausgeglichen. Im 
homogenisierten Modell bleibt als einzige Information die mittlere Geschwindigkeit 
erhalten. Die leichte Geschwindigkeitszunahme in Strömungsrichtung wird durch die 
Volumenausdehnung des Fluids aufgrund der Temperaturzunahme erzeugt. Oberhalb der 
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Kugelpackung löst sich das erzeugte Strömungsprofil schnell auf und gleicht sich an die 
Lösung des homogenen Ansatzes an. Die Geschwindigkeitsmaxima liegen nun aufgrund 
der beheizten Wände im wandnahen Bereich. Der Vergleich der beiden Ansätze macht 
den Verlust von Informationen über lokale Effekte innerhalb des homogenisierten 
Modells deutlich. Erhalten bleiben die globalen Größen des Druckverlustes und der 
mittleren Geschwindigkeit in der Region der Kugelschüttung. 
Die Temperaturverteilung beider Simulationsansätze zeigt Abb. 4.34 als Schnittbild durch 
das Zentrum der Kugelschüttung.  
 
Abb. 4.34: Temperaturverteilung der NACOK II-Simulation: homogenisiert (links) und geometrisch 
abgebildet (rechts) 
Die generelle Charakteristik des Temperaturverlaufes ist in beiden Ansätzen vergleichbar. 
Die unteren Lagen der Kugelschüttung sind in der Kanalmitte am besten gekühlt. In 
Kanalwandnähe besitzt die Kugelschüttung durch die äußere Heizung erwartungsgemäß 
die höchsten Temperaturen. Der Temperaturgradient innerhalb einer Kugellage zwischen 
Kanalzentrum und Kanalwand nimmt mit steigender Kugellage ab. Hierzu führen die 
starke Vermischung des Fluids durch die Kugeln und die gute Wärmeleitfähigkeit durch 
den Wärmestrahlungsanteil in den Hohlräumen zwischen den Kugeln. Mit einer mittleren 
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Abweichung der Austrittstemperatur von 1,6 % zeigen beide Simulationsansätze eine 
gute Übereinstimmung. 
Die Simulation mit den geometrisch abgebildeten Kugeln erzielt besonders in der ersten 
Kugellage bessere Ergebnisse (vgl. Abb. 4.35). In der fünften und achten Kugellage 
erzielen beide Simulationsansätze gute Ergebnisse mit mittleren Abweichungen von 
weniger als 40 °C. Die mittlere Austrittstemperatur liegt bei beiden Simulationsansätzen 
bei weniger als 20 °C Differenz auf gleichem Niveau. Die Austrittstemperatur des Fluids 
mit homogenisiertem Kugelschüttungsbereich beträgt 968 °C, mit abgebildeten Kugeln 
949 °C. Die mittlere Abweichung zwischen den Messungen und der Simulation mit homo-
genisierter Kugelschüttung beträgt auf der ersten Kugellage 45 %.  
In diesem Bereich gibt es durch die punktuelle Gaszufuhr aus dem Bodenreflektor und 
dem Temperaturunterschied zwischen Fluid und Feststoff lokale Temperaturunterschiede 
von bis zu 40 °C innerhalb einzelner Kugeln. Diese können mit dem homogenisierenden 
Modell nicht erfasst werden. Selbst der Ansatz mit den abgebildeten Kugeln weicht mit 
einer mittleren Temperaturabweichung an den Messstellen von 25 % noch stark ab. 
Hinter den ersten Kugellagen beträgt die mittlere Abweichung bei dem Kugelschüttungs-
modell weniger als 10 %.  
 
Abb. 4.35: Vergleich des Experimentes mit den Simulationsansätzen 
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Die integrale Validierung anhand des Versuches im NACOK-II Experiment zeigt eine 
überwiegend gute Übereinstimmung zwischen Experiment und dem vereinfachten Kugel-
schüttungsmodell. Die Abweichungen im Bereich der unteren Kugellagen konnten mittels 
einer detaillierten Simulation der Kugelpackung auf Randeffekte durch das Strömungs-
profil des Bodenreflektors sowie auf lokale Temperatur-, Wärmestrahlungs- und Ge-
schwindigkeitsgradienten zurückgeführt werden. Für die Anwendung auf ein großskaliges 
Störfallszenario spielen diese lokalen Effekte nur eine untergeordnete Rolle, da die Anzahl 
der Kugellagen im HTR ausreichend groß ist, um sie als homogene Masse betrachten zu 
können. Des Weiteren werden die relevanten, maximalen Temperaturen in der Kernmitte 
erwartet. Daher wird das vereinfachte Modell als ausreichend genau bewertet. 
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5 SIMULATION DES LUFTEINBRUCHSZENARIOS 
Die Anwendbarkeit des entwickelten 3D CFD-Modells wird anhand einer Störfall-
betrachtung für den HTR-Modul, dem 2F-Bruch des Verbindungsdruckbehälters, 
demonstriert. Dieser Kühlmittelverluststörfall mit anschließendem Lufteinbruch in den 
HTR-Primärkreis ist Gegenstand zahlreicher Sicherheitsanalysen. Im Störfallverlauf besteht 
die Möglichkeit, dass Sauerstoff in das Innere des Kerns gelangt und zur Korrosion der 
Grafitkomponenten führt. Nach der Beschädigung des Primärkreislaufes kann die 
Korrosion das Versagen einer weiteren Spaltproduktbarrieren verursachen. Die grafitische 
Matrix der Brennelemente kann aufgelöst und damit deren Fähigkeit zur Rückhaltung von 
Spaltprodukten aus defekten Brennstoffteilchen. Der weitere, lokale Wärmeeintrag durch 
die exotherme Reaktion erzeugt lokale Temperaturspitzen, die die Integrität der 
Siliciumcarbid-Schicht der Coated Particel gefährden. Insbesondere der hypothetische 2F-
Bruch gilt als besonders schwerwiegend, da bei diesem Szenario große Sauerstoffmassen-
ströme und damit verbunden hohe Korrosionsraten im Kern erwartet werden. Wie zu 
Beginn (Kapitel 2.2) dargestellt zeigen existierende Sicherheitsanalysen eine große Band-
breite in den erwarteten Störfallverläufen, insbesondere in dem Zeitraum bis zum 
Einsetzen einer Naturkonvektionsströmung durch die Reaktoreinheit im druckentlasteten 
System. Diese Diskrepanz reicht vom Beginn des Naturzuges [ROE94] direkt nach der 
Druckentlastung bis zu einer erwarteten Verzögerung von mehreren Stunden. Hurtado 
[HUR96] zeigt mit einem auf signifikante Einflüsse abstrahierten, eindimensionalen 
Modell, dass trotz konservativer Annahmen der Naturzug nach etwa 30 bis 50 Stunden 
einsetzt. Dieses Modell berücksichtigt die Strömungs- und Konzentrationsausgleichsvor-
gänge über ein quasistationäres Auftriebsgleichgewicht zwischen einem Fallrohr und 
einem Steigrohr. Das Fallrohr stellt die Kühlmittelbohrungen bzw. das Steigrohr die 
Kugelschüttung dar. Dabei zeigt er auf, dass die vollständige Erfassung aller vier in 
Kapitel 2.2 diskutieren Phasen erforderlich sind, um das Lufteinbruchszenario abzubilden. 
Insbesondere die an den Druckausgleich anschließende Phase II, dem Konzentrationsaus-
gleich, ist für die Zeitskala bis zum Einsetzen eines Naturumlaufes entscheidend. Im 
Rahmen der im Folgenden diskutierten Untersuchung des Störfalls ab Phase II wird 
erstmals ein dreidimensionales CFD-Modell genutzt. 
Als auslösendes Ereignis wird ein 2F-Bruch des Verbindungsbehälters im Volllastbetrieb 
unterstellt. Es wird angenommen, dass der Reaktor sich vorschriftsmäßig nach Unter-
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schreitung des Primärkreisdrucks von 57 bar abschaltet. Des Weiteren wird unterstellt, 
dass das Reaktorgebäude intakt bleibt. Der Überdruck im Reaktorgebäude wird durch die 
entsprechenden Filter und Klappen abgeblasen, der Systemdruck nach Druckentlastung 
beträgt 1,05 bar.  
5.1 GEOMETRISCHES MODELL UND RECHENGITTER 
Die Simulation des Szenarios erfordert die dreidimensionale Abbildung aller beteiligten 
Komponenten. Dies ist nötig um zu gewährleisten, dass asymmetrische Effekte, die z. B. 
durch den seitlichen Anschluss des Verbindungsdruckbehälters oder aufgrund lokaler 
Korrosionen entstehen, im Rechenprogramm erfasst werden. Darüber hinaus ist aus 
Benchmark-Rechnungen bekannt [THA47], dass die Vereinfachung hin zu einer 2D-
Geometrie im CFD-Programm eine große Fehlerquelle in der Berechnung der Auflösung 
einer leichten Gasschicht darstellt. Diese Gasschicht liegt im untersuchten Störfall 
aufgrund der Heliumkonvektionsbarriere vor. 
Die dreidimensional abgebildeten Komponenten sind der in Abb. 5.1 dargestellte 
Reaktordruckbehälter sowie der Verbindungsdruckbehälter. Die Dampferzeugereinheit hat 
für das simulierte Störfallszenario „2F-Bruch des Verbindungdruckbehälters“ keine 
Relevanz, da durch diesen Bruch der Dampferzeugerdruckbehälter vollständig von dem 
übrigen Primärkreis getrennt wird. Darüber hinaus befinden sich im Dampferzeuger-
druckbehälter keine Grafitkomponenten, die mit dem Luftsauerstoff korrodieren können.  
Der Reaktorkern mit der Kugelschüttung ist grün dargestellt, der Weg des frischen Kühl-
mittels durch den Primärkreis gelb und das nach dem Kerndurchlauf erhitzte Kühlmittel 
rot. Das im Normalbetrieb stagnierende Helium im Bereich der Druckausgleichsleitung 
und der angeschlossenen Räume wird blau dargestellt. Die jeweilige Behälterhülle stellt 
die Grenze für das CFD-Modell dar. Die Struktur des Reaktorgebäudes ist ohne Details 
abgebildet, da die genaue Lage der Räume innerhalb des Reaktorgebäudes bisher nicht 
definiert ist und die Fragestellung dieser Arbeit ausschließlich auf die Vorgänge innerhalb 
des Primärkreislaufes Bezug nimmt. Das Reaktorgebäude stellt in der Simulation lediglich 
ein Luftreservoir dar. 
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Abb. 5.1: Gesamtgeometrie des HTR-CFD-Modells (Schnitt in der Symmetrieebene) 
Die Abstraktion der Gesamtgeometrie für das betrachtete Störfallszenario ist in Abb. 5.2 
dargestellt. Die Bruchstelle im Verbindungsdruckbehälter wird mit einem 55.000 m³ 
großen Gasvolumen verbunden, 2/3 dieses Volumens befinden sich oberhalb der Bruch-
öffnung, 1/3 befindet sich unterhalb der Bruchöffnung. Diese Annahmen können als kon-
servativ angesehen werden, da somit das gesamte freie Volumen des Reaktorgebäudes 
als Luftreservoir für die Simulation zur Verfügung steht. Die Annahme zur geodätischen 
Höhe der Bruchöffnung stellt sicher, dass über den gesamten Simulationszeitraum Fluid, 
welches sich noch nicht mit ausströmenden Helium gemischt hat, in die Bruchöffnung 
strömen kann.  
Für die Gaszusammensetzung im Reaktorgebäude wird als Grundannahme 2/3 Vol.-% 
Luft und 1/3 Vol.-% Helium angesetzt. Im Rahmen dieser einfachen Abschätzung wird 
angenommen, dass 1/3 der Luft im Reaktorgebäude durch Helium in der Druckent-
lastungsphase ersetzt werden. Im Gegensatz zu vielen vorangegangenen Untersuchungen, 
die mit reinen Luftatmosphären rechnen, um konservative Ergebnisse bei den Korrosions-
94 
raten zu erzielen [ROE94], [EPP90], soll die getroffene Annahme einen Schritt in Richtung 
realistischere Abschätzung (‚best Estimate‘) darstellen. 
Innerhalb des Primärkreises werden alle Leitungen, Kammern und Einbauten berück-
sichtigt, die an einem möglichen Sauerstofftransport durch Bereitstellung von freien 
Volumina oder als Strömungswiederstand beteiligt sind. Des Weiteren sind alle Strukturen 
entscheidend, die einen Wärmetransport innerhalb des Reaktordruckbehälters 
ermöglichen. Zuletzt ist die genaue Abbildung aller korrosionsgefährdeten Einbauten von 
Bedeutung, da die Korrosionsraten untersucht werden und die Energiefreisetzung bei der 
Korrosion, neben der Nachzerfallswärme, die entscheidenden Beitrag für die zum Natur-
zug führende Temperaturdifferenz liefern kann.  
Das geometrische Modell, seine Einteilung in Zonen und ihre Eigenschaften sind in Abb. 
5.2 und Tabelle 5.1 zusammengefasst. Im Zentrum befindet sich die Kugelschüttung. 
Dieses komplexe Gebilde wird nicht im Detail modelliert, sondern als homogener Raum 
betrachtet. Die äußere Form der Schüttung mit dem oberen Kegel und dem unteren 
Konus bleibt erhalten. Alle relevanten chemischen Prozesse und physikalischen 
Eigenschaften werden durch die in Kapitel 3.3.3 diskutierten Modelle beachtet. Im 
Betriebszustand in Strömungsrichtung hinter der Kugelschüttung befindet sich der 
Bodenreflektor. Dieser besteht aus ~960 x      mm Bohrungen pro Quadratmeter. 
Dieser wird ebenfalls als poröse Zone homogenisiert abgebildet. In Strömungsrichtung 
hinter dem Bodenreflektor liegt der Heißgassammelraum. Bis auf die 30° Schräge des 
Bodens und die Ringraumform wurden alle weiteren geometrischen Details dieses 
Raumes in der Simulation vernachlässigt. Dabei wurde bei der Modellierung besonderer 
Wert darauf gelegt, sowohl das freie Volumen des Raumes als auch die genaue Position 
der Verbindungsfläche zwischen Bodenreflektor und dem Heißgassammelraum sowie 
dessen Fläche nicht zu verändern, da die geodätische Höhe entscheidend ist für die 
Position, bis zu der der Sauerstoff strömen kann, bzw. ab welcher Position der Sauerstoff 
ausschließlich mittels Diffusion weiter vordringt. Die freie Oberfläche hat direkten Einfluss 
auf die Korrosionsraten. An den Heißgassammelraum schließt der innere Teil der 
Koaxialleitung an. Diese Leitung ist als Verbindungsdruckbehälter definiert und verbindet 
die Reaktoreinheit mit der Dampferzeugereinheit. Die Querschnitte und Volumina dieser 
Leitung werden im CFD-Modell exakt abgebildet.  
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Abb. 5.2: Vereinfachtes CFD-Modell des HTR–Moduls 
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Name  Phase 
Material der 
Initialisierung 
Volumen 
Grenzfläche 
Fluid-Feststoff 
  
Kugelschüttung porös Grafit / Helium 68,8 m³ 66 m² / m³ 0,395 
Bodenreflektor porös Grafit / Helium 17,3 m³ 48 m² / m³ 0,19 
Heissgassammelraum fluid Helium 5 m³ - - 
Koaxialleitung innen fluid Helium 4 m³   
Wärmetauscher porös Grafit / Stahl 50 m³ 42 m² / m³ 0,5 
Dampferzeuger 
unterer Teil 
porös Grafit / Helium 65,9 m³ - - 
Koaxialleitung außen 
und DE-Druckseite 
fluid Helium 73 m³ - - 
Ringspalt fluid Helium 13,5 m³ - - 
Unteres Plenum fest Helium 44,5 m³ - - 
Unterer 
Kaltgassammelraum 
fluid Helium 2 m³ - - 
Kühlgasbohrungen porös Grafit / Helium 56,8 m³ 8,123 m² / m³ 0,264 
Oberer 
Kaltgassammelraum 
fluid Helium 4,8 m³ - - 
Deckenreflektor porös Grafit / Helium 7 m³ 48 m² / m³ 0,19 
Freivolumen Kern fluid Helium 3,8 m³ - - 
Reaktordruckbehälter fest Stahl 57 m³ - - 
Äußere Einbauten fest Grafit / Kohlestein 203,5 m³ - - 
Reflektor fest Grafit 65,7 m³ - - 
Oberes Plenum fluid Helium 96,5 m³ - - 
Oberer Heliumspalt fluid Helium 65 m³ - - 
Reaktorgebäude fluid Luft 50.000 m³ - - 
Tabelle 5.1: Zonen und ihre Eigenschaften im Modell des HTR-Modul 
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Im äußeren Teil der Koaxialleitung fließt das gekühlte Helium zurück in den Reaktordruck-
behälter. Diese Leitung endet in einem schmalen Ringspalt, der außen an den Reaktor-
druckbehälter und innen an die äußeren Einbauten grenzt. Die äußeren Einbauten stellen 
im HTR-Modul überwiegend tragende Strukturen dar, die überwiegend aus Grafit und aus 
Stahl bestehen. Im CFD-Modell wird die Geometrie der äußeren Einbauten auf einen 
Zylinderring aus einem homogenisiertem Material reduziert. Als Wärmeleitfähigkeit und 
spezifische Wärmekapazität dieses Materials wird der massengewichtete Wert der 
einzelnen Komponenten gesetzt. 
Im unteren Teil des Reaktordruckbehälters grenzen der Ringspalt und die äußeren 
Einbauten an das untere Plenum, das den gesamten unteren Teil des Reaktordruck-
behälters einnimmt. Im HTR-Modul befinden sich in diesem Raum wenige Einbauten, wie 
z. B. das Kugelabzugrohr. Im CFD-Modell ist der komplette Raum frei von Einbauten, der 
Kugelabzug wird abgeschnitten. 
Aus dem unteren Plenum fließt das Kühlgas durch einen 0,5 m breiten Ringspalt in den 
unteren Kaltgassammelraum, der im Inneren an das Kugelabzugrohr grenzt. Dieser Raum 
besitzt ein kleines Volumen von nur ca. 2 m³. An der Unterseite wird der Raum im CFD-
Modell durch die äußeren Einbauten, an der Oberseite durch den Seitenreflektor 
begrenzt. Dieser ist aufgrund der notwendigen Geometrievereinfachungen ebenfalls als 
Zylinder modelliert. Im HTR-Modul strömt das Kühlmittel vom unteren Kaltgas-
sammelraum durch 72 Kühlgasbohrungen in den oberen Kaltgassammelraum. Im CFD-
Modell stellt ein Ringraum, der als poröse Zone definiert ist, die Kühlgasbohrungen dar. 
Der obere Kühlgassammelraum stellt im CFD-Modell die obere Begrenzung des Seiten-
reflektors und des Deckenreflektors dar. Zu den anderen drei Seiten wird der Raum durch 
die äußeren Einbauten begrenzt. Der Deckenreflektor wird wie der Bodenreflektor verein-
fachend als homogene poröse Zone modelliert, um die Abbildung der mehreren tausend 
Bohrungen zu umgehen. 
Eine weitere Fluidzone innerhalb der Reaktoreinheit ist das obere Plenum. Dieses Helium-
volumen reicht innen an den oberen Teil des Reaktordruckbehälters heran und füllt den 
gesamten oberen Bereich der Reaktoreinheit aus. Nach unten zieht sich das freie 
Volumen als schmaler Ringspalt bis auf Höhe des Bodenreflektors. Die Dampferzeuger-
einheit ist in dieser Simulation entfernt, da sie für die spezielle Simulation des 2F-Bruchs 
nicht benötigt wird. 
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In der Kugelschüttung sind alle in Kapitel 3.3 vorgestellen Modelle enthalten. In den 
übrigen porösen Zonen, dem Boden- und Deckenreflektor und den Kühlgasbohrungen 
simulieren Druckverluste die Rohrreibungen. Impulssenken quer zur Hauptströmungs-
richtung vermindern Strömungen orthogonal zur Hauptströmungsrichtung. Im Fall der 
Boden- und Deckenreflektoren sind die Druckverluste aus den NACOK II-Block Experi-
menten abgeleitet und anhand des VDI-Wärmeatlas [VDI05] verifiziert. Dieser liefert auch 
die Druckverluste für die Region der Kühlgasbohrungen und des Dampferzeugers. 
Korrosion wird neben der Kugelschüttung auch im Bodenreflektor berechnet. 
Das Rechengitter des HTR-Modul besteht aus drei Teilgittern. Das erste umfasst die 
Reaktoreinheit und den Verbindungsdruckbehälter, das zweite Gitter besteht aus der 
Dampferzeugereinheit und das dritte simuliert den angeschlossenen Luftraum. In Ab-
hängigkeit des Szenarios werden die Gitter verbunden. Das Szenario „ Vollständiger Bruch 
des Verbindungsdruckbehälters“ erfordert keine Betrachtung des Dampferzeugers. Die 
Bruchstelle des Verbindungsdruckbehälters wird mit dem freien Raum verbunden, der die 
Primärzelle und weitere, mögliche verbundene Räume, z. B. die Reaktorhalle, darstellt.  
Das Gitter wird basierend auf den Erfahrungen der Validierungsrechnungen und der Best 
Practice Guidelines [MEN02] erstellt. Die mittlere Größe der finiten Volumina innerhalb 
des Primärkreises beträgt 10-3 m³, wobei eine systematische Gitterverfeinerung zur 
Ermittlung von Gitterabhängigkeiten aufgrund der hohen Rechenzeiten nicht 
durchgeführt wird. Da alle wesentlichen Mechanismen vereinfacht über volumetrische 
Senken- und Quellterme in den Erhaltungsgleichungen abgebildet und ihre lokalen 
Gradienten nicht aufgelöst werden, wird kein wesentlicher Gittereinfluss erwartet. Zur 
Absicherung wird die Gittersensivität der Analyse für das wesentliche Ergebnis „Zeit bis 
zum Beginn des Naturumlaufes“ bestimmt (vgl. Kapitel 5.4). Die wandnahen 
Scherschichten werden vereinfachend mittels Wandfunktionen abgebildet. Insbesondere 
in den sensiblen Bereichen, dem Verbindungsdruckbehälter und dem Reaktorkern mit 
dem Kugelschüttungsmodell, ist die erforderliche Gitterauflösung aus den Validie-
rungsrechnungen bekannt und wird eingehalten. Eine Vorstellung der Vernetzung 
ausgewählter Bereiche zeigt Abb. 5.3. Eine höhere Gitterauflösung wird für die freien 
Gasvolumina gewählt, die das Szenario maßgeblich beeinflussen:  
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Abb. 5.3: Fluidregionen und poröse Regionen innerhalb des HTR-Modul: dunkelgrau: 
Kugelschüttung; mittelgrau: poröse Bereiche; hellgrau: Feststoffzonen; rot und blau: 
Fluid-Zonen; gelb: geschlossener Helium-Bereich  
Die Koaxialleitung wird aus der Erfahrung der Simulation des MiniPanda-Experimentes 
(vgl. Anhang A1.2) ausreichend fein aufgelöst, so dass die Massenströme während der 
erwarteten Gegenströmung genau bestimmt werden. Innerhalb des rot gefärbten 
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Heissgassammelraumes werden insbesondere bis zum Einsetzen des Naturzuges eine 
starke Vermischung zwischen der eindringenden Luft, dem entweichenden Helium und 
dem entstehenden Kohlendioxid erwartet.  
Eine ähnliche starke Interaktion der Gase wird in dem unteren Heliumspalt, dem unteren 
Plenum sowie dem unteren Kaltgassammelraum erwartet. Die mittlere Kantenlänge in 
dieser Region ist mit ca. 5 cm deutlich feiner aufgelöst als im restlichen System. Das 
Reaktorgebäude wird nur sehr grob (mittlere Größe der Kontrollvolumina ca. 0,2 m³) 
vernetzt. Dies ist zulässig, da die Strömung im Reaktorgebäude nicht näher betrachtet 
wird und ausschließlich als Luftreservoir abgebildet wird. Eine Trennung zwischen der 
Primärzelle, dem Druckentlastungsschacht, der Reaktorhalle und weiteren Räumen wird 
nicht vorgenommen. Diese konservative Annahme stellt eine starke Vereinfachung der 
Gegebenheiten im HTR-Modul dar. Aufgrund der Modellierung des vereinfachten 
Luftreservoirs ist sichergestellt, dass während des gesamten Lufteinbruchszenarios 
durchgehen Luftsauerstoff an der Bruchöffnung vorhanden ist. 
Die zeitliche Auflösung bzw. Zeitschrittweite ist veränderlich und wird stetig über die 
mittlere Courant-Friedrichs-Lewy-Zahl (CFL-Zahl) angepasst. Die CFL-Zahl ist gemäß 
[ANS10] definiert als 
     
    
  
 
5.1 
mit der lokalen Geschwindigkeit u, der Zeitschrittweite t und der Gittergröße Δx. Mittels 
einer mittleren CFL-Zahl von ≤ 1 wird sichergestellt, dass zeitliche Phänomene bis zu 
einer räumlichen Auflösung, die der lokalen Gitterauflösung entspricht, in der Simulation 
erfasst werden.  
5.2 ANFANGS- UND RANDBEDINGUNGEN 
Um ein geeignetes Temperaturfeld für die Initialisierung der Rechnung des Lufteinbruch-
szenarios zu erhalten, wird der HTR-Modul im Betriebszustand gerechnet. In den äußeren 
Teil des Verbindungsdruckbehälters wird ein Heliummassenstrom von 85 kg/s bei einer 
Temperatur von 250 °C eingespeist. Dies entspricht dem Zustand des Kühlgases im 
Normalbetrieb. Die Rechnungen finden auf einem Druckniveau von 60 bar statt, der 
innere Teil des Verbindungsdruckbehälters ist als Abströmrand mit einem relativen 
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Gegendruck von 0 Pa definiert. In die Feststoffregion der Kugelschüttung wird die 
Kernleistungsdichte als Quellterm zugeführt. Die räumliche Verteilung und die Intensität 
dieser Wärmequelle wird aus dem Programm MGT [DRU12] für ein Gleichgewichtskern 
nach 972 Tagen Betriebszeit übernommen. Abb. 5.4 zeigt die Temperatur- und Reaktor-
leistungsverteilung unter stationären Betriebsbedingungen.  
Abb. 5.5 zeigt einen Vergleich zwischen der CFD-Simulation und den Auslegungs-
rechnungen des Sicherheitsberichtes des HTR-Moduls. Zu sehen ist das Temperaturprofil 
über dem Radius in mittlerer Höhe. Das lokale Temperaturminimum zwischen dem 
Seitenreflektor und den Einbauten entsteht durch das kalte Helium in den Kühlgas-
bohrungen. Der radiale Temperaturgradient der CFD-Simulation verläuft flacher als im 
Sicherheitsbericht angegeben, daher liegt die maximale Temperatur auf der verglichen 
Höhe von 6 m oberhalb des Koaxialleitung unterhalb der maximalen Temperatur auf 
gleicher Höhe im Sicherheitsbericht.  
 
Abb. 5.4: Betriebszustand des HTR-Modul: Kernleistungsdichte (links), Temperaturverteilung 
(rechts) 
Das ermittelte Temperaturfeld erscheint in sich und im Vergleich mit dem Sicher-
heitsbericht plausibel. Das einströmende kalte Helium kühlt die Strukturen unterhalb des 
Heissgassammelraumes, den Seitenreflektor und die Strukturen oberhalb der 
Kugelschüttung (vgl. Abb. 5.4) [HTR88]. Während der Durchströmung der Kugelschüttung 
heizt sich das Helium auf, die maximale Temperatur innerhalb der Kugelschüttung beträgt 
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in der stationären CFD-Simulation 828 °C. Die postulierten Temperaturen im HTR-Kern 
liegen bei ca. 850 °C. Damit unterschätzt die CFD-Simulation die Temperaturen um ca. 
22 °C. Aufgrund der guten Übereinstimmung mit der Rechnung des Sicherheitsberichtes 
eignet sich das Temperaturprofil als Initialisierung für das Störfallszenario. Für die 
Analysen des Sicherheitsberichtes ist das Programm PSS3 [INT88] für die gesamte 
Geometrie und ergänzend das Programm THERMIX [PET80] für den Kern und ein weiteres 
zweidimensionales, stationäres Programm [HAQ87] für die radialen Temperaturverläufe im 
Seitenreflektor eingesetzt worden. 
 
Abb. 5.5: Temperaturvergleich zwischen CFD und Modul-Sicherheitsbericht [HTR88] 
Die wichtigsten Initialisierungswerte zeigt Abb. 5.6. Im Folgenden werden alle Zeiten auf 
den Startzeitpunkt der Simulation des Lufteinbruchszenarios bezogen. Die Simulation 
Beginnt nach Abschluss der Druckentlastungsphase, dieser Zeitpunkt ist als Δt = 0 min 
definiert. Die Temperaturverteilung aus der Simulation des Normalbetriebes wird für alle 
Feststoffe übernommen. Die Starttemperatur aller Fluide beträgt 210 °C. Diese 
Temperaturannahme ist aus Berechnungen für die mittlere Gastemperatur in der 
Primärzelle der INTERATOM [LOH84] übernommen. Eine detaillierte Temperaturverteilung 
innerhalb des Reaktordruckbehälters erfordert die vollständige Simulation der 
Druckentlastungsphase. Die beschriebe Vereinfachung der Gastemperaturen wird 
aufgrund der geringen Wärmekapazität des Heliums in Vergleich zu den Feststoffen 
getroffen. Die Nachzerfallswärmeleistung wird zeitabhängig aufgetragen. Als Annahme ist 
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getroffen, dass die Druckentlastungsphase zwei Minuten beträgt und daher die Reaktor-
schnellabschaltung zwei Minuten vor Beginn der Störfallsimulation erfolgt. Die Zeit liegt 
somit unterhalb der drei Minuten, die im Sicherheitsbericht des HTR-Modul für eine 
Druckentlastung durch eine DN 65-Leitung angegeben wird. 
 
 
Abb. 5.6: Initialisierung des Lufteinbruchszenarios, Δ t = 0 min: Temperaturverteilung (links),  
Gaszusammensetzung (mittig) und Nachzerfallsleistung bei Δt = 2 min (rechts) 
An der Oberfläche des Reaktordruckbehälters werden konvektive und durch thermische 
Strahlung verursachte Wärmeverluste gemäß der Gleichung 
                    
      
   
5.2 
berücksichtigt. Hierbei ist die Stefan-Boltzmann Konstante            
 
    
. Die 
Temperatur Tumg der umgebenden Strukturen ist konservativ gleich der Gastemperatur im 
Confinement auf 210 °C gesetzt. Der Wärmeübergangskoeffizeint für Naturkonvektion an 
der Außenseite wird konservativ zu    
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5.3 LUFTEINBRUCHSZENARIO NACH 2F-BRUCH 
5.3.1 Störfallablauf 
Der Beginn des Lufteinbruchs ist in Abb. 5.8 für die ersten acht Minuten nach Druck-
ausgleich dargestellt. Zu Beginn ist der Primärkreis mit 210 °C reinem Helium gefüllt 
(blau). Aufgrund der großen Dichteunterschiede zwischen dem 210 °C warmen Helium-
Luft-Gemisch im Reaktorgebäude und dem ebenso warmen Helium im Primärkreis strömt 
das Gasgemisch aus dem Reaktorgebäude durch die Bruchstelle des Verbindungsdruck-
behälters und verdrängt dort das Helium. Nach fünf Sekunden hat sich bereits eine 
geschichtete Gegenströmung ausgebildet, die lokalen Geschwindigkeitsmaxima betragen 
4,0 m/s. Das Helium fließt im oberen Bereich des Verbindungsdruckbehälters in das 
Reaktorgebäude, während die schwerere Luft im unteren Bereich zum Reaktor strömt. In 
der inneren Leitung des Verbindungsdruckbehälters, die im Heißgassammelraum endet, 
ist das Helium bereits nach wenigen Sekunden vollständig verdrängt. Aufgrund der 
größeren Dichte des in den Primärkreis einbrechenden Helium-Luft-Gemisches gegenüber 
dem Helium im Reaktordruckbehälter bleiben der obere Bereich des Bodenreflektors und 
der Reaktorkern dieser Phase des Einströmens (vgl. Phase „b“ in Abb. 2.3) vor dem 
Luftsauerstoff geschützt.  
Durch die äußere Leitung des Verbindungsdruckbehälters erreicht das einbrechende 
schwere Gasgemisch den unteren Ringraum und das untere Plenum. Dort vermischt sich 
das einbrechende Fluid mit dem dortigen Helium. Abb. 5.7 zeigt diesen Vorgang 
schrittweise.  
 
 
Abb. 5.7: Molarer Sauerstoffanteil in der unteren Region der Reaktoreinheit 
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Abb. 5.8: Prozesse innerhalb der ersten acht Minuten des Lufteinbruchszenarios 
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Aufgrund des großen Volumens des unteren Plenums dauert der Austauschvorgang in 
diesem Bereich länger. Erst nach acht Minuten ist der Raum vollständig mit der Atmo-
sphäre aus dem Reaktorgebäude gefüllt. Zentral an der Oberseite des unteren Plenums 
schließt der untere Kaltgassammelraum an. Nur ein Teil des Heliums, der sich zu Beginn 
der Simulation im unteren Plenum befand, entweicht durch den Ringraum und den Ver-
bindungsdruckbehälter auf direktem Weg in das Reaktorgebäude. Der andere Teil 
vermischt sich mit der einbrechenden Reaktorgebäudeatmosphäre und wird als mittel-
schweres Gasgemisch von dem nachströmenden Gas durch den unteren Kaltgassammel-
raum in die Kühlgasbohrungen gedrückt. Das Helium innerhalb der Kühlgasbohrungen 
wird dabei von dem einbrechenden Fluid weiter nach oben gedrückt (vgl. Abb. 5.9, links). 
Es strömt durch den oberen Kaltgassammelraum in den Reaktorkern. Gleichzeitig wird die 
entsprechende Menge Helium aus dem Kern abwärts durch den Bodenreflektor verdrängt 
(vgl. Abb. 5.9, links).  
 
Abb. 5.9: Kerninterner Naturumlauf nach drei Minuten (links.) und nach 60 Minuten (rechts) 
Innerhalb der ersten Minuten ist die bevorzugte Strömungsrichtung im Kern daher 
abwärts. Dieser Strom verhindert zunächst das Eindringen von Luftsauerstoff in den 
Bodenreflektor. Nach ca. acht Minuten kommt dieser oben beschriebene Verdrängungs-
effekt zum Erliegen. Innerhalb der Kugelschüttung setzt eine Naturzirkulation, getrieben 
von den kalten Seitenreflektoren und dem heißen Bereich, im Zentrum der 
Kugelschüttung, ein. Dieser kerninterne Naturumlauf (Abb. 5.9, rechts) ist bereits aus 
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theoretischen [ZHY12] und experimentellen Untersuchungen [LAN95] bekannt. Einerseits 
begünstigt dieser Naturumlauf den Wärmetransport innerhalb der Kugelschüttung, 
andererseits besteht durch diesen Naturumlauf die Gefahr [ZHY12], dass heißes Helium 
an Bereiche im Deckenreflektor oberhalb der Kugelschüttung gelangt, die nicht für die 
extremen Temperaturen der Kernmitte ausgelegt sind. Darüber hinaus begünstigt dieser 
Naturumlauf den Gastransport und die Durchmischung innerhalb der Kugelschüttung. Mit 
Geschwindigkeiten bis zu 0,16 m/s dominiert dieser Transportmechanismus den 
Diffusionsprozess zwischen Helium und Sauerstoff. Letzerer liegt gemäß Hurtado [HUR96] 
im Bereich zwischen 2∙10-5 m/s und 10-3 m/s. 
Ein ähnlicher Effekt stellt sich auch im mittleren Teil der Kühlgasbohrungen nach ca. 
30 Minuten ein. In den Kühlgasbohrungen besteht auf Höhe der Kugelschüttung ein 
Temperaturgefälle zwischen der dem Reaktorkern zugewandten und abgewandten Seite 
von ca. 40 K. Durch das Temperaturgefälle entsteht ein Konvektionsströmung, diese 
durchmischt und verteilt die Gase in den Kühlgasbohrungen gleichmäßig über eine Höhe 
von ca. 11 m. Über- und unterhalb dieses Naturkonvektionsumlaufes stagniert das Fluid 
dagegen. Dieser Effekt verursacht das in Abb. 5.10 gezeigte Sauerstoffprofil. Aufgrund der 
bereits beschriebenen, in das untere Plenum fallenden Confinementatmosphäre, strömt 
bereits sehr früh sauerstoffreiches Gas in die Kühlgasbohrungen. Das untere Plenum ist 
nach ca. 8 Minuten nach Druckentlastung mit der Reaktorgebäudeatmosphäre gefüllt, 
und es strömt kein weiteres Gas in die Kühlgasbohrungen nach. Zu diesem Zeitpunkt 
steht das sauerstoffreiche Gasgemisch bereits ca. acht Meter hoch in den Bohrungen, 
bzw. sechs Meter oberhalb der Bruchöffnung. Die nach ca. 30 Minuten einsetzende 
Naturzirkulation in den Bohrungen (Abb. 5.10, rechts) mischt das Gasgemisch mit einer 
Strömungsgeschwindigkeit von bis zu 0,12 m/s. Diese Geschwindigkeit liegt, wie bereits 
in der Kugelschüttung, zwei Größenordnungen über der Diffusionsgeschwindigkeit und 
dominiert daher den Gasaustausch. Ein daraus resultierendes, typisches Gasprofil ist in 
Abb. 5.10, Δ t = 2,8 h nach Simulationsbeginn, gezeigt: Im unteren Bereich der 
Kugelschüttung steigt der Sauerstoffanteil aufgrund des Diffusionsprozesses. Der bereits 
beschriebene Naturzug beginnt auf Höhe des Bodenreflektors und reicht bis in den 
oberen Bereich der Kugelschüttung. Dieser vermischt das Fluid; der Sauerstoff ist im 
Bereich des Naturzuges homogen. Oberhalb der Durchmischung dominieren erneut die 
diffusiven Transportprozesse, und der Sauerstoffanteil nimmt mit steigender Höhe stetig 
ab. Es ist ersichtlich, dass der beschriebene konvektive Transport in den Kühlgas-
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bohrungen deutlich schneller schweres sauerstoffreiches Gas zum Kern transportiert und 
somit das Einsetzen der Naturkonvektion durch den gesamten Primärkreis im RDB zur 
Folge hat. 
 
Abb. 5.10: Sauerstoffanteil in den Kühlgasbohrungen (links) und Naturzirkulation (rechts) 
Der weitere Störfallverlauf wird beispielhaft in Abb. 5.11 dargestellt. Gezeigt werden die 
Sauerstoff-, Helium- und Kohlendioxid-Volumenanteile, die Temperatur, die Korrosions-
geschwindigkeit und die Dichte des Gemisches. Ab dem Zeitpunkt, zu dem kein weiteres 
Helium aus dem Kern durch die unteren Kühlgasbohrungen im Bodenreflektor verdrängt 
wird, bestimmen bis zum Eintreten der oben diskutieren, lokalen Naturumläufe 
Diffusionsprozesse im Bodenreflektor und in den Kühlgasbohrungen den Sauerstoff-
transport. Im Bodenreflektor treten frühzeitig (ca. Δ t = 15 min) nach Druckentlastung 
erste Korrosionsprozesse auf, da die Temperaturen durch den vorhergegangenen 
Reaktorbetrieb noch oberhalb von 600 °C liegen. Im Gegensatz dazu sind die 
Temperaturen in den Kühlgasbohrungen, mit weniger als 480 °C, nicht ausreichend hoch 
für den Beginn der Sauerstoff-Grafit-Reaktion. Dieser Bereich ist während des Reaktor-
betriebs durch das kalte Helium aus dem Wärmetauscher gekühlt worden.   
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Abb. 5.11: Prozesse im späteren Verlauf des Lufteinbruchszenarios 
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Nach einer Zeitspanne von Δ t = 240 min ist die Wärmezufuhr im Bodenreflektor 
aufgrund der exothermen Korrosionsreaktion geringer als der Kühleffekt durch 
Wärmeleitung im Reflektor und aufgrund der konvektiven Wärmeabfuhr mit der zu-
strömenden kalten  Confinementatmosphäre. Mit sinkender Temperatur nimmt daher die 
Korrosionsrate in diesem Bereich ab, und der Sauerstoff kann dadurch im Bodenreflektor 
weiter aufsteigen und gelangt in den unteren Bereich der Kugelschüttung. Dies führt zur 
Verlagerung des Korrosionsprozesses in diesen Bereich. Das Reaktionsprodukt Kohlen-
dioxid verteilt sich aufgrund des kerninternen Naturzuges gleichmäßig im HTR-Kern und 
steigt bis zum Beginn des Naturzuges stetig an. Abb. 5.12 stellt die Zusammensetzung 
des Fluids innerhalb des Reaktorkerns dar. Der Heliumanteil nimmt stetig ab. 
240 Minuten nach Beginn des Szenarios ist er bereits auf unter 80 % gefallen. 
 
Abb. 5.12: Mittlere Fluidzusammensetzung in der Kugelschüttung als Funktion der Zeit 
Der Sauerstoffanteil beträgt bis zum Einsetzen des Naturzuges ca. 0 %, da in die 
Kugelschüttung eindringender Sauerstoff bereits in den ersten Kugellagen vollständig 
durch Korrosion verbraucht wird. 180 Minuten nach Druckentlastung erreichen geringe 
Mengen Sauerstoff den oberen Bereich der Kühlgasbohrungen und strömen in den 
oberen Kaltgassammelraum. Der Sauerstoffanteil steigt in diesem Raum in den 
darauffolgenden 30 Minuten bis auf 0,5 %. Aus dem Sammelraum strömt der Sauerstoff 
durch Deckenreflektor in den Reaktorkern und verursacht im oberen Bereich der 
Kugelschüttung Korrosion. Diese Korrosion hat eine Aufheizung des dortigen Fluids zur 
Folge. Das aufgeheizte, kohlendioxidhaltige Fluid steigt auf in den oberen Kaltgas-
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sammelraum. Dort kühlt es ab und gelangt in die Kühlgasbohrungen. Dieses Gemisch aus 
Stickstoff, Helium und Kohlendioxid ist schwerer als das darunter liegende, sauerstoffarme 
Gemisch in den Kühlgasbohrungen. Letzteres wird langsam, im Laufe der nächsten 
90 Minuten (bis Δ t = 300 min nach Druckentlastung), vollständig aus den Kühlgas-
bohrungen verdrängt und entweicht in das untere Plenum. Fünf Stunden nach Beginn des  
Störfallszenarios werden die Kühlgasbohrungen daher erneut frei von Sauerstoff. Dieser 
Vorgang (Abb. 5.13), der die Dichte innerhalb der Kühlgasbohrungen erhöht, reicht bis 
zum Zeitpunkt Δt = 336 min nicht aus um den Naturkonvektionsumlauf zu initiieren. 
 
Abb. 5.13: Mittlere Fluidzusammensetzung in den Kühlgasbohrungen während des Störfall-
szenarios 
Der Auftrieb des im Reaktordruckbehälter verbliebenen Heliums, als auch die stetige 
Dichteerhöhung innerhalb der Kugelschüttung (aufgrund der CO2-Produktion und des 
Heliumabflusses) behindern das Einsetzen des Naturumlaufes. Nach der Zeitspanne von 
insgesamt ca. 336 min (Δt = 5,6 h) kommt es zum Einsetzen einer globalen Zirkulation 
und dem damit verbundenen massiven Eintrag von Luftsauerstoff in den Reaktorkern. Die 
charakteristischen Zeitpunkte des Störfalls sind in Tabelle 5.2 zusammengefasst. 
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Ereignis Δt CFD-Simulation  
Druckausgleich nicht simuliert 
Konzentrationsausgleich  
    Verdrängung des Heliums aus dem unteren Plenum durch die  
    Confinementatmosphäre  
ca. 8 min 
    Beginn der lokalen Naturzirkulation im Core ca. 10 min 
    Beginn der lokalen Naturzirkulation in den Kühlgasbohrungen ca. 30 min 
    Eintritt von Sauerstoff durch den Deckenreflektor in den Kern ca. 180 min 
    Eintritt von ersten, geringen Mengen Sauerstoff durch den  
    Bodenreflektor in den Kern 
ca. 240 min 
Beginn der Naturzirkulation ca. 336 min 
Tabelle 5.2: Charakteristische Zeitpunkte des Störfalls 
5.3.2 Diskussion der Ergebnisse 
Die zeitliche Entwicklung der axialen Temperatur im Zentrum des RBD stellt Abb. 5.14 dar. 
Zu Beginn der Simulation liegt das Temperaturmaximum unterhalb der Kugelschüttung 
auf der Ebene des Heissgassammelraumes. Mit zunehmender Störfalldauer verschiebt sich 
das Temperaturmaximum in das Zentrum der Kugelschüttung, der Region mit der 
höchsten Nachwärmeproduktion. Die Temperaturverteilung erklärt sich wie folgt. Die 
Kernleistungsdichte hat im Betrieb aufgrund des sinusförmigen axialen Profils der 
Neutronenflussverteilung ihr Maximum im Zentrum des Reaktors. Das Helium nimmt die 
Wärme während des Durchlaufes durch den Kern auf und wird vom Reaktorzentrum bis 
zum Erreichen des Bodenreflektors von der abnehmenden Leistungsdichte zwar 
langsamer, aber dennoch weiter erwärmt. Nach Ausfall der aktiven Kühlung stagniert das 
Helium. Die Wärmeabfuhr findet ab diesem Zeitpunkt in horizontaler Richtung über die 
Seitenwände des Reaktors statt. In diesem Zustand kann das radiale Temperaturprofil in 
jeder Höhe aus der Fourier`schen Differentialgleichung bestimmt werden [STR09]. Dieser 
analytischer Lösungsanasatz ergibt, übereinstimmend mit der Simulation, das Maximum 
an der Stelle der höchsten Wärmeproduktion. 
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In den 5,6 h bis zum Einsetzen des Naturzuges steigt die Temperatur in dieser Region um 
bis zu 500 K auf über 1.000 °C an. Im Bereich des Bodenreflektors und des 
Heissgassammelraumes fällt die Temperatur zunächst ab. Im Reaktorbetrieb sind die 
Temperaturen unterhalb der Kugelschüttung, aufgrund der Durchströmung des im Kern 
erhitzen Kühlgases erhöht. Das Temperaturprofil aus dem Reaktornormalbetrieb ist in der 
CFD-Simulation identisch mit dem Temperaturprofil zu Beginn des Störfalls. Die 
Wärmezufuhr des erhitzen Kühlgases aus dem Normalbetrieb entfällt mit Beginn der 
Simulation. Nach Einsetzen des Naturumlaufes (Δt = 5,6 h) fallen die Temperaturen im 
Bereich des Heissgassammelraumes und des unteren Bodenreflektors weiter ab, da der 
Naturumlauf 210 °C kalte Luft in diesen Bereich transportiert. Vom oberen Bereich des 
Bodenreflektors aufwärts steigen die Temperaturen nach Beginn des Naturumlaufes an, 
da in diesem Bereich die exotherme Sauerstoff-Grafit Korrosion einsetzt. 
 
Abb. 5.14: Zeitliche Entwicklung des axialen Temperaturprofils im Zentrum des RDB 
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Der Beginn des aufwärtsgerichteten Naturumlaufes durch die Reaktoreinheit wird von den 
Dichteverhältnissen der Gase im Primärkreis bestimmt. Diese werden entscheidend durch 
die Abbaugeschwindigkeit des Heliums im RBD beeinflusst. Eine verbreitete 
Betrachtungsweise der Dichteverhältnisse im HTR besteht in der umgekehrten U-Rohr-
Anordnung, in der das Helium mit einem erweiterten und modifizierten Diffusionswert 
von Luft abgebaut wird [HUR96]. Neben der Beschleunigung der Heliumabbaurate durch 
den Luftzustrom in den ersten Minuten des Störfalls (vgl. Abb. 5.8) und den lokalen 
Naturumläufen (vgl. Abb. 5.9 und Abb. 5.10) wird die Betrachtungsweise weiterhin auf 
eine C-Rohr Anordnung erweitert. Diese Erweiterung ist nötig, da die Bruchöffnung nicht 
an der untersten Position liegt. Daher ist eine Betrachtung der Dichteverhältnisse, die 
relevante Gasbereiche unterhalb der Bruchöffnung einschließt, erforderlich. Abb. 5.15 
zeigt beide Säulen der Anordnung und überträgt diese auf die HTR-Geometrie.  
 
Abb. 5.15: C-Anordnung der im Gleichgewicht stehenden Räume 
Die Kernsäule besteht aus dem äußeren Ringspalt des unteren Plenums, dem Heisgas-
sammelraum, dem Bodenreflektor, der Kugelschüttung, dem Freiraum oberhalb der 
Schüttung und dem Deckenreflektor. Dem gegenüber steht die Kühlgassäule, die sich aus 
dem inneren Ringraum des unteren Plenums, dem unteren Kaltgassammelraum und den 
Kühlgasbohrungen zusammensetzt. Der Verlauf der mittleren Dichte der beiden Säulen ist 
als Funktion der Zeit in Abb. 5.16 (links) dargestellt. Im Laufe der ersten Stunden des 
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Störfalls liegt die mittlere Dichte beider Säulen auf gleichem Niveau und steigt aufgrund 
des stetigen Heliumverlustes in beiden Säulen gleichmäßig an. Nach ca. fünf Stunden ist 
der Heliumanteil im Kern unter 60 Vol.-% gefallen; die mittlere Dichte hat sich mehr als 
verdoppelt. Nach Beginn des Naturkonvektionszuges steigt die Dichte in beiden Säulen 
sprunghaft an, in der Kühlgassäule auf ein höheres Niveau. Der Sprung entsteht, da der 
Naturumlauf das im Primärkreis verbliebende Helium verdrängt. In der Kühlgassäule ist 
die Dichte auf einem höheren Niveau, weil das Fluid nach Verlassen der Kugelschüttung 
abkühlt. Da die mittlere Dichte in beiden Säulen bis zum Beginn des Naturzuges den 
gleichen Wert hat, ist eine genauere Betrachtung der Kernsäule nötig, um den Zeitpunkt 
des Einsetzen des Naturzuges zu erklären. 
Hierzu wird der Bereich der Kugelschüttung in eine Randzone und in die Schüttungsmitte 
geteilt. Die Unterteilung erfolgt anhand der Grenzfläche zwischen auf.- bzw. ab-
steigendem Fluid der Naturkonvektionszirkulation innerhalb der Schüttung (vgl. Abb. 
5.17). Aufgrund der Temperaturdifferenz von bis zu 300 K zwischen dem Randbereich und 
dem Zentrum der Kugelschüttung besteht ein Dichtegradient zwischen diesen beiden 
Bereichen. Die mittlere Dichte im Randbereich der Schüttung ist höher als die der 
Kühlgasbohrungen, die mittlere Dichte in der Mitte der Kugelschüttung liegt darunter 
(vgl. Abb. 5.16, rechts). 
 
Abb. 5.16: Verlauf der mittleren Dichte auf Seite der Kühlgasbohrungen und der Kugelschüttung 
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Der Naturkonvektionsumlauf ist auf die Kugelschüttung beschränkt, solange die Dichte im 
Randbereich der Schüttung höher ist als die Dichte in den Kühlgasbohrungen (vgl. Abb. 
5.17). Aufgrund der schnelleren Aufheizung der Kugelschüttung gegenüber den 
Kühlgasbohrungen durch die Nachzerfallswärmeleistung und der höheren 
Verdrängungsrate des Heliums aus der Kugelschüttung steigt die mittlere Dichte im 
Randbereich der Kugelschüttung schneller als in den Kühlgasbohrungen. Ab dem 
Zeitpunkt, in dem die Dichte im Randbereich der Kugelschüttung geringer ist als in den 
Kühlgasbohrungen, beginnt der Naturzug innerhalb der Kugelschüttung zu erliegen und 
der Naturzug durch den gesamten Reaktordruckbehälter setzt ein.  
320 Minuten nach Beginn der Simulation übersteigt die mittlere Dichte in den 
Kühlgasbohrungen die Dichte im Randbereich der Schüttung. 16 Minuten später, zum 
Zeitpunkt t = 5:36 h, setzt der Naturkonvektionsumlauf ein. Beide Zeitpunkte sind in Abb. 
5.16 markiert. Der darauffolgende Anstieg der Dichte im Randbereich der Kugelschüttung 
entsteht durch die geringe Erwärmung des Fluids in diesem Bereich durch die geringeren 
Temperaturen im Randbereich der Schüttung und die hohen Strömungs 
geschwindigkeiten als Folge des hohen Leervolumenanteils.  
 
Abb. 5.17: Prinzipskizze der Strömungsverhältnisse im Reaktordruckbehälter 
Der Naturumlauf durch den gesamten Primärkreislauf in der Reaktoreinheit beträgt ca. 
0,5 kg Fluid pro Sekunde (vgl. Abb. 5.18). Aufgrund der gewählten Anfangstartbedingung 
von 67 Vol.-% Luft und 33 Vol.-% Helium im Reaktorgebäude kann dieser Wert nicht 
direkt mit der Literatur verglichen werden, da Szenarien eines 2F-Bruchs unter Annahme 
einer reinen Luftatmosphäre im Reaktorgebäude bestimmt werden. Eine weitere 
alternative Strömungswege
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Simulation mit dem CFD-HTR-Modell und einer Anfangsstartbedingung von 100 % Luft 
im Reaktorgebäude zeigt, dass unter dieser gängigen, konservativen Annahme der 
globale Naturumlauf bereits nach ca. 160 Minuten eintritt. Dieser Fall ist von seiner 
Phänomenologie vergleichbar mit dem zuvor diskutierten Störfallablauf und wird an 
dieser Stelle zugunsten des Szenarios mit der Mischatmosphäre im Reaktorgebäude nicht 
weiter diskutiert. Für eine reine Luftatmosphäre stabilisiert sich die globale 
Naturzirkulation auf einem relativ konstanten Wert von ca. 0,42 kg/s (Abb. 4.16). Diese 
Zahl deckt sich mit den 0,3 – 0,6 kg Luft pro Sekunde, die in den Simulationen desselben 
Störfalls mit dem Rechenprogramm THERMIX bestimmt werden [MOO95]. 
 
Abb. 5.18: Naturzug durch den Reaktorkern 
Der Sauerstoffanteil innerhalb des Naturumlaufes beträgt bei dieser zweiten Simulation 
ca. 19 Vol.-%, daraus ergibt dich ein durch den Kern strömender Sauerstoffmassenstrom 
von  ca. 80 g/s. Dieser, gegenüber dem Initialisierungswert von 21 Vol.-% reduzierte 
Sauerstoffanteil entsteht durch eine Vermischung des Gases aus dem Reaktorgebäude 
mit dem aus dem Primärkreis ausströmenden Gasgemisch. Im Letzteren ist der Sauer-
stoffanteil aufgrund der Korrosionsprozesse im Reaktorkern reduziert.   
Die Zeit bis zum Einsatz des Naturzuges ist bei einer reinen Luftatmosphäre im 
Reaktorgebäude deutlich geringer als bei einer Mischatmosphäre. Dies ist ein deutliches 
Indiz dafür, dass mit sinkendem Luftanteil im Reaktorgebäude der Zeitraum bis zum 
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zwei Ursachen: Erstens findet der Abbau der Helium-Konvektionsbarriere im oberen Teil 
des Reaktordruckbehälters schneller statt, da mit dem einbrechenden Gas kein weiteres 
Helium aus dem Reaktorgebäude in den Reaktordruckbehälter strömt. Zweitens wird die 
Grafitkorrosion durch den höheren Sauerstoffpartialdruck beschleunigt. Durch die höhere 
Reaktionsrate wird der Naturumlauf durch die zusätzliche exotherme Reaktionsenthalpie 
beschleunigt. Aus sicherheitstechnischer Sicht ist die mit abnehmendem Sauerstoffanteil 
zunehmende Verzögerung des Startes des Naturumlaufes als vorteilhaft zu werten, da 
während der Druckentlastung des Primärkreislaufes ein Großteil der Luft aus der 
Primärzelle und den angrenzenden Druckentlastungspfaden aus dem Confinement in die 
Umgebung verdrängt wird [JÜH05]. 
Die Aufheizung des Kerns ist nach den 400 simulierten Minuten (6:40 h) des Standardfalls 
noch nicht beendet. Der Kern heizt sich weiter kontinuierlich auf. Aufgrund der langen 
Rechenzeiten wird die Simulation nach Einsetzen des Naturumlaufes abgebrochen. Die 
Entwicklung der maximalen Temperatur im Reaktorkern ist auf Abb. 5.19 dargestellt.  
Die kurzzeitige Abnahme der maximalen Temperatur im Laufe der ersten Stunde hängt 
mit der Lage der maximalen Temperatur zusammen. Als Initialisierung wurde das 
Temperaturprofil des Reaktor-Volllastbetriebes gewählt. In diesem Fall heizt sich das 
Helium während des Kerndurchlaufes auf; die maximale Temperatur liegt im unteren 
Bereich der Kugelschüttung. Während des Störfalls verschiebt sich das Temperatur-
maximum in Richtung Kugelschüttungszentrum [vgl. Abb. 5.14: Zeitliche Entwicklung des 
axialen Temperaturprofils im Zentrum des RDB]. Die Abnahme im Diagramm ist daher die 
Abkühlung des vorherigen Maximums, bis zu dem Zeitpunkt, an dem das Zentrum der 
Kugelschüttung das vorherige Maximum übersteigt. Dieses Temperaturniveau wird mit 
bestehenden Simulationen verglichen. In einer Studie der IAEA werden Temperaturen von 
1.120 °C, fünf Stunden nach Druckentlastung ohne Korrosion berechnet. Diese 
Temperatur kann nur als Richtwert dienen, da nach Niessen [NIE00] sowohl der 
Wärmeeintrag durch die Korrosion als auch eine Kühlung durch einen ständigen 
Gasaustausch mit der Umgebung fehlt. Der HTR-Modul Sicherheitsbericht [HTR88] zeigt 
den berechneten Temperaturanstieg nach einer Druckentlastung durch eine DN 65-
Leitung. Dieses Szenario berücksichtigt die Kernaufheizung aufgrund der Nachzerfalls-
leistung. Konvektionsvorgänge und Korrosionsvorgänge wurden nicht betrachtet. Die im 
Folgenden betrachteten Vergleiche zwischen den CFD-Temperaturen und Temperaturen 
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aus MGT-Rechnungen zeigen eine ähnliche Differenz. Diese wird detailliert untersucht. 
Weitere Simulationen untersuchen Störfalle unter Kaminzugbedingungen, die einen Bruch 
des Verbindungsdruckbehälters bei gleichzeitigem Versagen der kompletten oberen 
Struktur der Reaktoreinheit voraussetzten [ROE95]. Diese Art Störfall erzeugt Luft-
einbruchraten, die eine Größenordnung über der des reinen 2F-Bruchs liegen und können 
daher nicht verglichen werden. 
 
Abb. 5.19: Zeitliche Entwicklung der maximalen Temperatur in der Kugelschüttung des HTR-
Moduls im Störfallverlauf 
Zur weiteren Absicherung wird ein Vergleich der Temperaturen, auf der Mittelachse und 
auf ausgewählten Ebenen im Kern, mit dem etablierten Program MGT-2D [GER09] 
durchgeführt. Das Programm verwendet dieselben Rand- und Initialisierungsbedingungen, 
die bereits in der CFD-Simulation definiert sind. Da MGT den Zeitpunkt des Einsetzens 
des Naturumlaufes nicht berechnen kann, wird aus Gründen der Vergleichbarkeit der 
Naturumlauf nach 336 Minuten (5:36 h) aufgeprägt. Die axialen Temperaturprofile durch 
die Mittelache unmittelbar nach Beginn des Naturzuges werden in Abb. 5.20 
gegenübergestellt.  
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Abb. 5.20: Axiales Temperaturprofil unmittelbar nach Eintritt des Naturzuges  
In Richtung der Y-Achse befindet sich das erste lokale Temperaturmaximum der CFD-
Rechnung auf ca. vier Metern Höhe. Diese lokale Temperaturspitze entsteht durch die 
exotherme Grafitkorrosion im unteren Bereich der Kugelschüttung. In den Ergebnissen 
der MGT-Rechnung ist dieser Effekt nicht zu erkennen, da keine Austauschvorgänge 
zwischen der eindringenden Confinementatmosphäre und dem Helium simuliert werden. 
Das globale, zweite Temperaturmaximum der CFD-Simulation entspricht der Lage des 
Temperaturmaximums der MGT-Rechnung. Die Lage entspricht dem Ort der höchsten 
Nachwärmeleistung. Absolut betrachtet beträgt die Differenz der absoluten Temperatur-
maxima beider Methoden ca. 200 K.  
Zum Verständnis dieser hohen Temperaturdifferenz trägt eine weitere CFD-Simulation bei. 
Diese CFD-„Feststoff“ Simulation wird ohne Impulserhaltungsgleichung gelöst. Das 
bedeutet, Bewegungen des Fluids sowie Gasaustauschvorgänge werden unterdrückt. 
Somit verhält sich diese zweite CFD-Simulation phänomenologisch wie die MGT-
Rechnung. Das Ergebnis ist ein Temperaturverlauf, der den Ergebnissen der MGT-
Rechnung deutlich besser folgt. Aus diesem Vergleich kann geschlossen werden, dass die 
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bei bisherigen Untersuchungen vernachlässigten Effekte die Aufheizung im Reaktorkern 
deutlich verlangsamen. Die bisher vernachlässigten, erstmals im CFD-Modell abgebildeten 
Effekte, sind der erhöhte Wärmetransport und der erhöhte Wärmeübergang aufgrund der 
lokalen Naturzirkulation durch den Reaktorkern sowie die Kühlung des Kerns durch den 
Austausch zwischen heißem austretenden Gas und kälterer einbrechender Confinement-
atmosphäre. 
Neben dem Zeitpunkt unmittelbar nach Einsetzen des Naturumlaufes werden die CFD- 
und MGT-Temperaturprofile eine Stunde nach Einsetzen des Naturumlaufes 
gegenübergestellt. Abb. 5.22 zeigt den axialen Temperaturverlauf beider Programme 
durch das Zentrum des RDB. Auf Höhe der Koaxialleitung bis zur Mitte des 
Bodenreflektors sinkt die Temperatur um ca. 10 K während der ersten Stunde des 
Naturumlaufes, da das 210 °C kalte Gas des Naturzuges die Strukturen kühlt. Im CFD-
Modell steigt die Temperatur im unteren Bereich der Kugelschüttung um 60 K an, im 
MGT-Modell steigen die Temperaturen bis zum Temperaturmaximum im Zentrum der 
Kugelschüttung an. 
Die von CFD berechnete Temperatur liegt generell unterhalb der von MGT berechneten 
Kurve. Ein Teil der Wärme wird in der CFD-Simulation über die gesamte Störfalldauer 
durch das in den Kern ein- und austretende Fluid abgeführt. Dieser Effekt wird in der 
MGT-Rechnung, bis zum Eintritt des Naturzuges, nicht betrachtet. Darüber hinaus fehlt 
bis zum Einsetzen des Naturzuges aufgrund des nicht vorhandenen Gasaustausches die 
exotherme Korrosionsenergie in der MGT-Rechnung. Zur Bestätigung dieser These wird 
eine weitere CFD-Simulation ohne Impulsgleichungen bis zum Einsetzen des 
Naturumlaufes gerechnet. Diese ergibt das Temperaturprofil CFD-„Feststoff“. Da bei 
dieser Rechnung keine Wärme über einen Gaszu- und abstrom abgeführt werden kann, 
liegen die Temperaturen höher. Das Temperaturmaximum im Korrosionsgebiet entfällt 
ebenso. Hierdurch rücken die Temperaturen der beiden Simulationsprogramme näher 
zusammen. 
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Abb. 5.21: Radiale Temperaturverläufe nach Eintritt des Naturzuges 
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Abb. 5.22: Entwicklung des axialen Temperaturprofils im Zentrum des RDB während der ersten 
Stunde nach Einsetzen des Naturzuges 
Der generelle Temperaturverlauf des Störfallszenarios ist soweit konsistent mit dem eta-
blierten HTR-Störfalls Programmsystem MGT. Die These, dass das im Reaktor verbliebene 
Helium den massiven Eintritt von korrosionsfähigem Sauerstoff in den Kern um mehrere 
Stunden verzögert, kann ebenso bestätigt werden. Die vollständige und drei-dimen-
sionale Abbildung aller relevanten Mechanismen im CFD-Modell zeigt jedoch erstmals, 
dass die Zeit, in der die Schutzfunktion aufrecht gehalten wird, bislang zu hoch angesetzt 
wurde. Aufgrund des kerninternen und des kühlgasbohrungsinternen Naturumlaufes wird 
das nach der Druckentlastung verbleibende Helium schneller aus dem Reaktorkern 
verdrängt, als dies durch einen reinen Diffusionsprozess geschehen würde. 
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5.4 MODELLUNSICHERHEITEN 
Genauso wie ein Messwert ist eine Simulation mit einer Unsicherheit bzw. einem Fehler 
versehen. Eine Abschätzung des Fehlers anhand eines direkten Vergleichs mit 
experimentell ermittelten Daten ist im vorliegenden Fall mangels Messwerten 
ausgeschlossen. Daher werden im folgenden Abschnitt Fehlerquellen identifiziert und 
quantifiziert. Zwei Arten möglicher Fehlerquellen werden gemäß den Best Practice 
Guidelines [MEN02] betrachtet: Modellfehler und numerische Fehler. Programmfehler 
werden aufgrund der Verwendung der weit verbreiteten, kommerziellen Software ANSYS 
CFX 13 [ANS10] ausgeschlossen. Ebenso werden Eingabefehler aufgrund sorgfältiger, 
wiederholter Prüfung der Eingaben ausgeschlossen. 
5.4.1 Identifikation der numerischen Fehler 
Grundsätzlich können numerische Fehlerquellen sukzessive minimiert werden. Scheuerer 
[SCH10] definiert hierzu die folgende Hierarchie an: 
 Rundungsfehler 
 Iterationsfehler und 
 Diskretisierungsfehler. 
Die Genauigkeit aller computergestützten Rechnungen ist durch die Anzahl der Binär-
stellen begrenzt. Dies kann insbesondere dann zu Ungenauigkeiten führen, wenn 
Variablen über mehrere Größenordnungen reichen. Bei Strömungssimulationen ist dies 
vor allem dann der Fall, wenn Auftriebsströmungen simuliert werden oder die Größe der 
Kontrollvolumina einer Region über mehrere Größenordnungen reicht [ANS10]. Um 
mögliche Rundungsfehler zu minimieren, ist im Rahmen der vorliegenden Arbeit 
durchgehend mit doppelter Genauigkeit gerechnet worden. 
ANSYS CFX nutzt einen iterativen Löser. Im Fall eines konvergierenden Problems, nähert 
sich der Löser mit jedem Iterationsschritt der numerisch exakten Lösung an. Dabei ist die 
erreichte Genauigkeit jedoch nicht proportional zu der Anzahl der Iterationsschritte. 
Stattdessen wird ab einer gewissen Genauigkeit keine signifikante Verbesserung mehr 
erreicht; das Ergebnis bleibt nahezu konstant. Daher werden Abbruchkriterien definiert, 
um ein ausgeglichenes Verhältnis zwischen Rechenaufwand und Genauigkeit zu erreichen, 
bzw. um eine geforderte Genauigkeit zu erfüllen. Die Abbruchkriterien sind als maximal 
zulässige lokale und globale Bilanzfehler (engl. Residuum) in den Erhaltungsgleichungen 
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von Masse, Spezies, Impuls und Energie definiert. Als Abbruchkriterium sind ein mittlerer, 
lokaler Bilanzfehler von 10-3 und ein globaler Bilanzfehler von 1 % definiert. 
Diskretisierungsfehler entstehen aufgrund einer unzureichenden Gitterauflösung, 
insbesondere in den Strömungsgebieten, in denen steile Gradienten in den Strömungs-
variablen vorliegen. Zudem kann eine unzureichende Gitterqualität die Stabilität der 
zugrundeliegen numerischen Verfahren und damit auch das Ergebnis beeinflussen. Die 
zur Bewertung der Gitterqualität in den BPG [MEN02] definierten Kriterien werden 
konsequent eingehalten (vgl. Tabelle 5.3). Mögliche Ungenauigkeiten aufgrund der 
zeitlichen Auflösungen, d. h. die Zeitschrittweiten, werden nicht betrachtet, da CFX ein 
impliziertes Lösungsverfahren nutzt und das Ergebnis somit grundsätzlich unabhängig 
von der gewählten Zeitschrittweite ist. Lokale Ungenauigkeiten können jedoch durch eine 
zu starke zeitliche Mittelung lokaler Phänomene, z. B. von Rezirkulationen, entstehen 
wenn die zeitliche Auflösung unzureichend ist. Die automatische Anpassung der 
Zeitschrittweiten anhand einer ausreichend kleinen Courant-Zahl (vgl. 5.1) verhindert 
dieses zeitliche Verschmieren. 
5.4.2 Quantifizierung der Fehler 
Zur Quantifizierung der numerischen Fehler ist eine systematische Wiederholung der 
Simulation mit veränderten Abbruchkriterien und auf verschiedenen Rechengittern 
erforderlich. In der Praxis ist dies Vorgehen aufgrund der Limitierung der Rechner-
kapazitäten nicht möglich. Aus diesem Grund wird die Betrachtung auf eine relevante 
Größe, die Zeit bis zum Beginn des Naturzuges, beschränkt. Dieser Zeitraum wird 
maßgeblich durch die Abbaurate der Heliumglocke sowie der Aufheizung des Gas-
gemischs im Kern bestimmt. Die Abbaurate ist wiederum abhängig von dem Netto-
heliumausfluss aus dem Primärkreis. Die Abschätzung des Diskretisierungsfehler erfolgt 
auf drei Rechengittern. Neben dem „mittleren“ Rechengitter, das bereits für das Störfall-
szenario verwendet wird, werden ein „feines“ und ein „grobes“ Gitter erstellt. Dazu wird 
die Gitterauflösung in den drei Raumrichtungen verdoppelt, bzw. halbiert. Die Eigen-
schaften der beiden neuen Gitter (vgl. Tabelle 4.1) erfüllen die BPG [EC001]. Auf allen drei 
Gittern wird ab einem ausgewählten Zeitpunkt vor dem Einsetzen des Naturumlaufes die 
Simulation neu begonnen und ein Teil des Szenarios wiederholt. Der gewählte Zeitpunkt 
liegt bei Δt = 5.550 s nach Störfallbeginn. Zu diesem Zeitpunkt haben sich bereits relativ 
konstante Bedingungen eingestellt, d. h. die gewählten Annahmen zur Initialisierung, z. B. 
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anfängliche saubere Trennung zwischen der Primärkreis- und der Reaktorgebäu-
deatmosphäre, haben keine Auswirkungen mehr auf die aktuellen Strömungsverhältnisse. 
 „grob“ „normal“ „fein“ BPG 
Elemente im Primärkreis 178.000 712.000 5.619.000  
Qualitätskriterien     
    Volumenverhältnis < 14 < 7 < 7 < 15 
    Winkel zwischen zwei Seitenflächen > 29 > 27° > 27° > 20° 
    Kantenverhältnis < 57 < 31 < 30 < 100 
Tabelle 5.3: Qualitätskriterien der Rechengitter der Gitterstudie 
In den Kühlgasbohrungen und dem Reaktorkern haben sich stabile Zirkulationen gebildet. 
Die Strömungsverhältnisse sind zu diesem Zeitpunkt konstant und werden nicht durch 
kurzeitig auftretende lokaler Ereignisse wie einer Strömungsumkehr oder lokalen 
Schwankungen gestört. Die Quantifizierung des Diskretisierungsfehlers erfolgt anhand des 
Integrals aus dem Primärkreis ausgetretenden Heliummassenstromes, gemittelt über 
12 Minuten, für die drei Gitterauflösungen (vgl. Abb. 5.23). 
 
Abb. 5.23: Integraler Heliumaustritt aus dem Primärkreis während der Diffusionsphase 
Die Lösung des groben Gitters unterliegt starken Gittereinflüssen; sie weicht um ca. 78 % 
von der Lösung des mittleren Gitters ab und wird daher nicht weiter betrachtet. Der 
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Unterschied in der Lösung zwischen dem mittleren Gitter und dem feinen Gitter beträgt 
15 %, der Gittereinfluss ist signifikant kleiner. Nach dem Ansatz von Roache [ROA98]  
   
     
  
    
 
5.3 
kann aus der Lösung des Standardgitters f1 und der Feingitterlösung f2 mit Hilfe des Ver-
feinerungsfaktors rv und der Abbruchfehlerordnung pa der Diskretisierungsfehler eh 
bestimmt werden. Gemäß der Gleichung 5.3 ergibt sich unter Berücksichtigung eines Ver-
feinerungsfaktors rv = 2 und der Abbruchfehlerordnung pa = 2 die exakte Lösung zu 
0,0539 g/s (Tabelle 5.4) bestimmt. Damit ergibt sich für das, im Störfallszenario 
verwendete Gitter ein Diskretisierungsfehler von eh = 23 %. Die Rechnung auf dem  
mittleren Gitter ist jedoch als konservativ zu werten, da im Vergleich zum feinen Gitter 
ein höherer Massenstrom auftritt, d. h. der Naturumlauf setzt geringfügig früher ein. 
Daher wird dieser relativ große Diskretisierungsfehler auf dem mittleren Gitter zugunsten 
der Rechenzeit akzeptiert. Die Rechenzeit des Szenarios beträgt auf dem mittleren 
Rechengitter bereits mehr als drei Monate. Die Nutzung des feinen Gitters hat aufgrund 
der achtfachen Gittergröße nicht nur eine Verachtfachung der Rechenzeit, sondern 
aufgrund der erforderlichen Einhaltung des Courant-Kriteriums eine Halbierung der 
Zeitschrittweiten und somit eine mindestens 16-fach höhere Rechenzeit zur Folge. Das 
mittlere Gitter stellt somit einen realistischen Kompromiss zwischen Rechenzeit und 
Genauigkeit dar. 
Gitterzellen Verfeinerungs-
faktor 
Massenstrom Prozentuale Abweichung 
zur exakten Lösung 
178.000 (grob)  0,1191 g/s + 120,9 % 
712.000 (mittel) 4 0,0668 g/s + 23 % 
5.619 Mio. (fein) 8 0,0571 g/s + 5,5 % 
Exakte Lösung (Schätzung) ∞ 0,0539 g/s - 
Tabelle 5.4: Einfluss der Gittergröße auf die Lösung  
Die Bestimmung des Abbruchfehlers erfolgt über eine zweite Rechnung mit erhöhtem 
Abbruchkriterium. Das definierte Kriterium von RMS < 10-3 wird um eine Größenordnung 
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auf RMS < 10-4 verschärft. Der mittlere Heliummassenstrom weicht in dieser Rechnung 
um 2 % von der Standard-Rechnung ab (Tabelle 5.5). Damit ist gezeigt, dass das 
gewählte Abbruchkriterium für die Bestimmung des Heliumverlustes im Primärkreis aus-
reichend klein ist. Zudem kann das genutzte Kriterium als konservativ gewertet werden, 
da ein geringfügig höherer Massenstrom als Konservativ bewertet werden kann. 
RMS. Abbruchkriterium Massenstrom Prozentuale Abweichung 
10-3 „Standard“ 0,0668 g/s - 2 % 
10-4 0,0656 g/s - 
Tabelle 5.5: Fehler des Abbruchkriteriums 
Das verwendete hochauflösende Verfahren (engl. high resolution) zur räumlichen Diskreti-
sierung ist ein hybrides Verfahren und blendet zur Erhöhung der Stabilität des Lösers 
lokal zwischen erster und zweiter Abbruchfehlerordnung um. Die teilweise Nutzung eines 
Verfahrens erster Abbruchfehlerordnung kann einen numerischen Fehler induzieren. 
Daher wird die Lösung des hochauflösenden Verfahrens mit einer Lösung mit einem 
Verfahren erster und zweiter Abbruchfehlerordnung verglichen (Tabelle 5.6). Es ist 
ersichtlich, dass der Wechsel vom Verfahren zweiter Ordnung auf das Verfahren erster 
Ordnung eine Abweichung der Lösung von 49 % zur Folge hat und daher ungeeignet ist. 
Im Vergleich zwischen dem, im Szenario verwendeten, hochauflösenden, hybriden Ver-
fahren und dem Verfahren zweiter Ordnung zeigt sich eine geringere Abweichung von 
16 %, so dass das hochauflösende Verfahren als realistischer Kompromiss genutzt wird.  
Diskretisierungsverfahren Massenstrom Prozentuale Abweichung 
High-Resolution Verfahren 0,0668 g/s 16 % 
Zweite Abbruchfehlerordnung 0,0565 g/s - 
Erste Abbruchfehlerordnung 0,1094 g/s 49 % 
Tabelle 5.6: Fehler durch das Diskretisierungsverfahren  
Gemäß der BPG [MEN02] wird zeitlich immer mit einem Verfahren zweiter Ordnung (2nd 
Order Euler Backward) diskretisiert, so dass hier keine weiteren numerischen Einflüsse zu 
erwarten sind. In Summe ergibt sich somit ein numerischer Fehler aus dem Gittereinfluss, 
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dem Abbruchfehler und dem Diskretisierungsverfahren im gezeigten Fall maximal zu 
39 %. Die Auswirkung dieses Fehlers ist für die Störfallbetrachtung jedoch als konservativ 
zu bewerten, da der Massenstrom stets überschätzt wird und die Heliumglocke ihre 
Schutzfunktion daher schneller verliert. 
5.4.3 Modellfehler 
Modellfehler beschreiben die Differenz zwischen der exakten Lösung des mathematischen 
Modells und den experimentellen Daten. In die exakte Lösung des verwendeten mathe-
matischen Modells gehen die, in Kapitel 3.3 Beschriebenen, empirische Modelle zur 
Beschreibung der Strömung, des Wärmetransportes und der Reaktionschemie der Kugel-
schüttungen ein. Des Weiteren basiert die aufgeprägte Nachzerfallsleistung auf einem 
Modell. Alle dieser Modelle besitzen teils große Unsicherheiten (vgl. Tabelle 5.7). Für die 
Korrelation des Druckverlustes ist in der Literatur kein Fehlerband angegeben. Daher wird 
die maximale Abweichung zwischen den gemessenen und simulierten Naturumläufen im 
NACOK-Experiment als Unsicherheit angenommen. Diese deckt sich mit Vergleichen 
zwischen den Modellgleichungen und experimentellen Daten im VDI-Wärmeatlas [VDI05]. 
Die maximale Abweichung beträgt hier rund 15 %. 
Modell zur Bestimmung Unsicherheit Quelle 
    der Wärmeleitfähigkeit ± 30% [VDI05] 
    des Druckverlustes ± 15% Schätzwert 
    der Korrosionsrate ± 50% [SCH11] 
    der Nachzerfallswärmeleistung ± 10% DIN 25485 
    des Wärmeüberganges ± 20% Schätzwert 
Tabelle 5.7: Unsicherheiten der eingesetzten Modelle  
Für Gleichung des Wärmeüberganges fehlt ebenfalls eine Abschätzung der Genauigkeit in 
der Literatur. Da der Wärmeübergang nur schwer von der Wärmeleitfähigkeit isoliert be-
trachtet werden kann, gestaltet sich eine Abschätzung schwieriger. Daher wird auf eine 
Abbildung zwischen gerechneten Werten und gemessenen Daten zurückgegriffen 
[GNI80]. Diese beinhaltet Messungen mehrere Organisationen und verschiedener Kugel-
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durchmesser. Die größten Abweichungen zwischen Messung und Simulation liegen im 
Bereich von ± 20 %. 
Auf den betrachteten Fall der Heliumausströmung haben insbesondere die Modelle zur 
Bestimmung der Nachzerfallswärmeleistung und der Wärmeleitfähigkeit einen Einfluss. 
Beide Modelle haben direkte Auswirkung auf die Temperaturen im Kern und darüber 
auch auf die Strömungsverhältnisse. Die Modelle zur Bestimmung des Wärmeüberganges 
und des Druckverlustes können, aufgrund der geringen Strömungsgeschwindigkeiten, in 
dieser Betrachtung vernachlässigt werden. Das Korrosionsmodell wird aufgrund der 
geringen Korrosionsraten vor dem Einsatz des Naturzuges ebenfalls vernachlässigt. Damit 
betragen die relevanten Modellunsicherheiten 30 % für die Wärmeleitfähigkeit und 10 % 
für die Nachzerfallswärmeleistung. 
Für die errechnete Zeit bis zum Einsatz des Naturzuges durch den Primärkreis 
(∆t = 338 min) ergibt sich daraus eine Unsicherheiten von -132 Minuten durch 
numerische Fehler sowie eine Unsicherheit von ± 135 Minuten für die Modellfehler. Sie 
liegt damit in einem Bereich zwischen von 71 min < Δt = 473 min. 
Aus dieser Betrachtung ist ersichtlich, dass numerische und Modellfehler stets getrennt 
betrachtet werden müssen, da sie sich zum Teil aufheben können. 
Eine Reduzierung der numerischen Fehler ist insbesondere durch eine weitere Opti-
mierung des Rechengitters möglich, zieht dadurch allerdings eine Vervielfachung der, 
bereits auf dem Standardgitter hohen Rechenzeiten nach sich. Eine Einschränkung der 
Modellfehler ist mit den bestehenden, empirischen HTR-Modellen derzeit nur schwer 
möglich. Verbesserungen könnten möglicherweise mit genaueren, analytischen Modellen 
erzielt werden, die derzeit entwickelt und erprobt werden [ANT12]. Eine weitere Erhöhung 
der Genauigkeit muss durch eine konsequente Validierung an Integralversuchen wie der 
NACOK II-Anlage erfolgen, die neben einzelnen Punktmessungen verstärkt mit zur CFD-
Entwicklung und -Validierung geeigneten Feldmessverfahren ausgestattet sind. 
Für die vorliegende Arbeit bleibt festzuhalten, dass, auch wenn die Zeitskala mit einer 
gewissen Unsicherheit behaftet ist, wird die Phänomenologie des Störfalls konsistent 
abgebildet. Die grundlegende Erkenntnisse besteht darin, dass während der sogenannten 
„Diffusionsphase“ des Störfalls auch lokale Naturzirkulationen berücksichtigt werden 
müssen, da diese den Mischungsvorgang gegenüber anderen Effekten um zwei bis vier 
Größenordnungen dominieren. 
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6 ZUSAMMENFASSUNG UND AUSBLICK 
Der VHTR, der auf Grundlage des HTR entwickelt wird, gehört unter 
sicherheitstechnischer Betrachtung, insbesondere aufgrund der selbsttätigen 
Nachwärmeabfuhr, zu den sichersten Konzepten der vierten Generation. Zur 
Gewährleistung einer umfassenden Sicherheit ist es erforderlich, sämtliche postulierten 
Störfallszenarien zu untersuchen und zu beherrschen. Besonders relevant ist das Szenario 
Druckentlastung bei Volllastbetrieb mit anschließendem Lufteinbruch. Dieser Störfall führt, 
ohne geeignete Gegenmaßnahmen, zur Korrosion der Grafitstrukturen und Brennele-
mente im Kern und gefährdet die Integrität der Spaltproduktbarrieren. Bisherige Analysen 
dieses Störfalls mit HTR spezifischen Systemprogrammen erbringen bereits gute Abschät-
zungen des Störfallverlaufes, unterliegen dabei allerdings einer stark vereinfachten 
Betrachtungsweise, insbesondere aufgrund der eindimensionalen Betrachtung. In dieser 
Arbeit wurde daher ein dreidimensionales CFD-Modell mit dem Ziel entwickelt, bisherige 
Erkenntnisse zum Störfallverlauf zu untermauern und seine Phänomenologie neu zu 
interpretieren. 
Zur Simulation des HTR-Kerns ist es insbesondere erforderlich, die Strömungs-, 
Transport- und Korrosionsvorgänge dreidimensional auf Basis lokaler Strömungsvariablen 
zu modellieren. Die Modellerstellung erfolgt mittels einer Implementierung bekannter 
Beziehungen und einer umfassenden Validierung anhand existierender Versuche. Gemäß 
der Validierungsstrategie wurden die Modelle zur Simulation der Druckverluste, des 
stationären und instationären Wärmetransportes und der Reaktionschemie zunächst 
systematisch als Einzeleffekt an den Versuchsanlagen SANA, NACOK, VELUNA und 
MiniPanda überprüft. Die integrale Überprüfung der Wechselwirkung aller 
strömungstechnisch relevanten Modelle wurde anhand einer realistischen Natur-
konvektionsströmung in den Anlagen LUNA und NACOK II, validiert. Die Abweichungen 
zwischen Simulation und Experiment liegen weitestgehend innerhalb des Toleranzbandes 
der Messfehler und der genannten Modellunsicherheiten der Einzeleffekte. Die 
Abweichungen der absoluten Temperaturen liegen unterhalb von 50 K, die relativen 
Abweichungen der Reaktionsraten sind kleiner als 30 % und die der Massenströme liegen 
unterhalb von 15 %. 
Die Anwendbarkeit des Modells wird anhand einer prototypischen Simulation des Luftein-
bruchs nach 2-F Bruch des Verbindungsdruckbehälters demonstriert. Die Ergebnisse der 
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Störfallsimulation erscheinen durchgehend als plausibel ebenso wie der Vergleich mit 
dem etablierten HTR-Systemprogramm MGT und bestätigen zahlreiche, in früheren 
Veröffentlichungen postulierte Mechanismen. Insbesondere die postulierte Schutzfunktion 
des Heliums vor Korrosion in den ersten Stunden nach Eintreten des Störfalls sowie der 
mit MGT bestimmte Massenstrom durch den Reaktor werden bestätigt. Dagegen konnte 
durch die Abbildung der bislang vernachlässigten Wärmeabfuhr mit dem ausströmenden 
Gas gezeigt werden, dass die Temperatur im Kern, verglichen mit den MGT Ergebnissen, 
bis zum Einsetzen des Naturzuges langsamer ansteigt. 
Die zweite, wesentliche Erkenntnis der CFD-Simulation liegt in der Zeit bis zum Einsetzen 
des Naturkonvektionszuges. Bis zu diesem Zeitpunkt empfiehlt es sich Gegenmaßnahmen 
einzuleiten, da die Korrosionsraten noch sehr gering sind und auch die Temperatur-
entwicklung innerhalb der Kugelschüttung unter der kritischen Temperatur für erhöhten 
Spaltproduktaustritt liegt. Nach Einsetzen des Naturzuges werden die Spaltprodukt-
barrieren durch Korrosion der Brennelementhüllen beschädigt und die Temperatur im 
Reaktorkern steigt aufgrund der exothermen Korrosionsreaktion an. Es konnte gezeigt 
werden, dass die bisher als dominant angesehene Diffusionsgeschwindigkeit des Sauer-
stoffes in das Helium eine nur untergeordnete Funktion hat. Dominierend für den Sauer-
stofftransport in den Kern ist zu Beginn des Störfalls eine dichtegetriebene Ausgleichs-
strömung mit der Confinementatmosphäre, die im späteren Störfallverlauf durch lokale 
Naturzirkulationen innerhalb der Kugelschüttung und der Kühlgasbohrungen abgelöst 
wird. Der Sauerstofftransport wird dadurch gegenüber der reinen Betrachtung der 
Diffusionsraten um zwei bis vier Größenordnungen beschleunigt. Dies muss bei weiteren 
Analysen, z. B. in Form von Korrekturparametern in bestehenden HTR-
Rechenprogrammen berücksichtigt werden. 
Darüber hinaus konnte gezeigt werden, dass die Zeit bis zum Einsetzen des Naturzuges 
in starker Korrelation zu dem anfänglichen Mischungsverhältnis aus Luft und Helium 
steht, das sich aufgrund der Druckentlastungsphase in der Umgebung der 
Primärkreisleckage einstellt. Die Reduzierung der reinen Luftatmosphäre um 30 % erhöht 
in der Simulation die Zeit bis zum Einsetzen des Naturzuges um den Faktor zwei. Zur 
belastbaren Abschätzung der Zeitspanne bis zum Einsetzen des Naturumlaufes werden 
eine weitere Untersuchung der Naturzirkulation innerhalb der Kühlgasbohrungen sowie 
eine erweiterte Abschätzung des Mischungsverhältnisses in der Reaktorzelle empfohlen.  
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Bisher wurden im Modell zahlreiche Vereinfachungen getroffen. So wirkt sich der Korro-
sionsprozess nicht auf die Porosität und das freie Fluidvolumen, d. h. den Druckverlust, 
aus. Darüber hinaus sind die Kühlgasbohrungen als poröser Ringraum vereinfacht 
modelliert. Diese Vereinfachungen haben Auswirkungen auf den Naturumlauf und sollten 
weiter detailliert betrachtet werden. Daneben gilt es, die positiven Auswirkungen der 
geringeren Feststofftemperaturen auf die Integrität der wärmebelasteten Strukturen in der 
Reaktoreinheit zu untersuchen. Die bestehende experimentelle Datenbasis wurde für die 
Modellentwicklung und -validierung ausgeschöpft. Für eine weitere Erhöhung der 
Genauigkeit sind weitere Integralversuche (z. B. NACOK II und INDEX) notwendig, die mit 
erweiterter, insbesondere mit zur CFD-Validierung geeigneter Feldmesstechnik 
ausgestattet sind. 
Unabhängig von seinem Zeitpunkt ist das Einsetzen des Naturzuges unausweichlich und 
muss daher in den Anlagen- bzw. Kernauslegung berücksichtigt werden. Drei bislang 
verfolgte Ansätze erscheinen aussichtsreich. Eine Granulateinspeisung dient als 
Intervention gegen einen Naturzug, verschlechtert im Gegenzug aber die Wärme-
leitfähigkeit der Kugelschüttung. Eine Inertisierung der Primärzelle verhindert das 
Eindringen von Luft in den Primärkreis. Diese Maßnahme unterstellt allerdings die schwer 
zu gewährleistende, durchgehende Integrität der Primärzelle. Eine keramische Oberfläche 
der Brennelementkugeln und Reflektoren erscheint unter sicherheitstechnischer 
Betrachtung daher als geeigneter, um Korrosion und damit letztendlich die Freisetzung 
von Spaltprodukten sicher auszuschließen. 
Die Anwendung der CFD-Methode zur Simulation von Lufteinbruchsstörfällen trägt zu 
einem tiefgehenden Verständnis der Störfallabläufe bei und kann damit einen Beitrag zur 
Beherrschung dieser leisten. 
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ANHANG 
A1.1 ERGÄNZUNG ZUM WÄRMETRANSPORT IN KUGEL-
SCHÜTTUNGEN 
Die Vervollständigung der Herleitung sowie die Beschreibung aller weiteren Parameter 
des Einheitszellen-Modells zur Berechnung der effektiven Wärmeleitfähigkeit und des 
Zweistrommodells zur Erweiterung der effektiven Wärmeleitfähigkeit um einen Wärme-
strahlungstransportfaktor aus Kapitel 3.3.2 lautet: 
A1.1.1 Das Einheitszellen Modell 
Das Modell von Bauer [BAU78], Gleichung 3.35, erweitert die Zehner-Schlünder-
Gleichungen um einen Wärmeleitungsanteil, der den Wärmefluss an den Kontaktflächen 
benachbarter Kugeln beachtet. Das ursprüngliche Modell ist die analytische Lösung der 
Einheitszelle. Dieser Ansatz wird verwendet, um in der regellosen Schüttung eine 
gleichbleibende Geometrie zu erhalten, aus der ein analytischer Modellansatz entwickelt 
wird. Mittels empirischer Parameter kann dieser Ansatz auf reale Geometrien, wie die 
einer regellosen Kugelpackung, erweitert werden. Die von Zehner und Schlünder 
verwendete Einheitszelle, gezeigt in Abb. 0.1, besteht aus einem zylindrischen Kern mit 
zwei gegenüberliegenden Partikelhälften und aus einer kernumgebenen Schale, die mit 
Fluid gefüllt ist.  
Der wichtige Fortschritt dieses Modells besteht darin, die in analytischen Modellen 
fehlerhafte Annahme paralleler Wärmestromlinien zu korrigieren. Diese entstehen durch 
die Verwendung von Zylindern statt Kugeln in der Einheitszelle. Zur Korrektur wird ein 
sogenannter Verformungsparameter B eingeführt, um den Übertrag auf reale Geometrien 
zu gewährleisten. Diese Modell betrachtet zunächst die Wärmeleitfähigkeit des Feststoffes 
  , die Wärmeleitfähigkeit des Fluids     und die Porosität  . 
                    
0.1 
Der Parameter    ist das Verhältnis aus der Wärmeleitfähigkeit des Kerns der Einheitszelle 
   zur Wärmeleitfähigkeit des Fluids    . Diese Verhältnis wird bestimmt über 
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mit 
     
 
  
   
0.3 
Der Übertrag der Einheitszelle auf die reale Geometrie „Kugeln“ erfolgt mittels Ver-
formungsparameter B über 
       
   
 
 
  
  
  
0.4 
 
Abb. 0.1: Einheitszelle des Modells von Zehner / Bauer / Schlünder (Quelle: [VDI05])  
Neben den drei oben genannten Einflüssen haben noch weitere sekundäre Parameter 
einen Einfluss auf die tatsächliche Wärmeleitfähigkeit. Der Wärmeübertrag      durch 
Wärmestrahlung in den Hohlräumen zwischen den Partikeln, der wiederrum von der 
Temperatur T abhängt. Der Druck hat einen Einfluss auf die Wärmeleitfähigkeit des Fluids. 
Die Wärmeleitfähigkeit eines Gases nimmt mit abnehmendem Druck ab, wenn dieses von 
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festen Oberflächen umschlossen ist. Gleiches gilt nach dem Smoluchowski-Effekt kg 
[VDI05] für die Wärmeleitfähigkeit einer gesamten Kugelschüttung. Für den Gradient der 
Abnahme ist der Kugeldurchmesser d sowie die mittlere freie Weglänge l der Gas-
moleküle verantwortlich. Der letzte sekundäre Parameter ist der sogenannte Abflachungs-
parameter ab. Dieser Parameter beschreibt eine mögliche Abflachung an der Kontaktstelle 
zweier Kugeln durch das Eigengewicht der Schüttung. Diese Abflachung kann den 
Wärmeübergang zwischen zwei Kugeln durch eine vergrößerte Kontaktstelle positiv 
beeinflussen.  
Um diese sekundären Parameter zu Berücksichtigen hat Bauer das Zehner-Schlünder 
Modell erweitert: 
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0.7 
In diesen Gleichungen steht    für einen materialabhängigen Abflachungskoeffizienten 
und    für das Verhältnis aus der Wärmeleitung des Feststoffes zu der Wärmeleitung des 
Fluids. Der Effekt der Wärmestrahlung wird über den Parameter krad berücksichtigt 
     
   
 
 
    
    
 
   
 0.8 
 
der Smoluchowski-Effekt wird als kg berücksichtigt 
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0.9 
und die modifizierte freie Weglänge wird mittels 
   
   
 
 
        
  
 
  
         
  
  
 
 
0.10 
berechnet. Darin enthalten ist der Akkomodationskoeffizient   
  
 
    
    
           
   
 0.11 
und der empirischer Faktor C, der in Abhängigkeit des Fluids gewählt wird. Für Helium 
wird C auf 50 gesetzt, für Luft wird dieser zu 2,8 gesetzt. 
A1.1.2 Das Zweistrommodell 
Das Modell von Bauer [BAU78] baut auf dem Zweiflussmodell [VOR66] von Robold und 
Vortmeyer auf. Grundlage dieses Modells ist die Betrachtung der in Abb. 0.2 skizzierten, 
ungeordneten Kugelpackung als eine geordnete Struktur. 
 
Abb. 0.2: Zweiflußmodell zum Strahlungsaustausch nach Vortmeyer (Quelle: [VOR66]) 
Von dieser ausgehend, werden die Strahlungsströme eindimensional beschrieben. Von 
einer Kugellage ausgehend, gehen die Strahlungsströme K und I in jeweils eine Richtung 
ab und überlagern sich mit den Strahlungsströmen der benachbarten Kugellagen. Unter 
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der Annahme grauer Strahler können diese durch folgendes Gleichungssystem 
beschrieben werden: 
                    
0.12 
                        
0.13 
In den Gleichungen bezeichnet E den von der ausgehenden Kugellage emittierten 
Strahlungsstrom,    die Durchlasszahl durch die Lücken einer Kugellage und    den 
reflektierten Anteil der Strahlung. Der resultierende Wärmestrom zwischen zwei 
Kugellagen ist danach 
          
0.14 
Die Überführung dieser Anordnung des Zweistrommodells zu einer homogenen 
Darstellung, in der der Wärmestrom über Temperaturdifferenzen und Temperatur-
abhängiger Wärmeleitzahl beschrieben wird, gelingt Vortmeyer über einer Taylor-Reihen-
entwicklung 
  
  
                          
0.15 
  
  
                         
0.16 
Die Koeffizienten a, b und g interpretiert Vortmeyer als effektive Extinktions-, 
Absorptions- und Streukoeffizienten, x ist die Längenkoordinate. Über den resultierenden 
Wärmestrom  
              
0.17 
gelangt Vortmeyer zu der gesuchten Darstellung 
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0.18 
Diese gilt unter der Annahme optisch dichter Medien. Zur technischen Anwendung drückt 
Vortmeyer [VO266] die Parameter a und g mittels Emissionsgrad der Kugeloberflächen   
und Strahlungsdurchlasszahl    aus 
              
    
0.19 
Darin ist      die Strahlungsaustauschzahl 
     
             
                 
  
0.20 
Das Modell von Vortmeyer ist auf eine Porosität von 0,47 beschränkt. Bei größeren Fluid 
Anteilen würden sich die Modellkugellagen überlappen. Die mittlere Porosität in einer 
regellosen Kugelpackung liegt bei 0,395. Daher schlägt Breitbach [BRE84] eine 
Erweiterung für den Kugeldurchmesser d im Modell vor, mit der sich höhere Lückengrade 
berechnen lassen 
   
 
 
 
     
 
0.21 
Das bisherige Modell von Vortmeyer berücksichtigt nur den Wärmetransport mittels 
Wärmestrahlung. Des Weiteren basiert das Modell auf Näherungen, so wird z. B. der 
Lückengrad nur aus den Modellspalten zwischen den einzelnen Kugellagen bestimmt. 
Robold [ROB82] erweitert daher das Modell um einen von der Wärmestrahlung unab-
hängigen Wärmetransportanteil mittels Wärmeleitung zu 2.36. Des Weiteren bestimmt 
der den Leervolumenanteil aus den Modellspalten und dem Hohlraum zwischen den 
Modellkugeln. Daher sinkt der Modellspalt in seinem Modell. Der 
Strahlungsdurchlassfaktor    wird in Abhängigkeit von der Porosität und dem 
Emissionskoeffizient ausgedrückt. Analog zu [VO266] stellt Robold [ROB82] die 
analytische Lösung für seine Erweiterungen unter der Annahme optisch dünner Medien 
auf: 
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mit 
     
  
  
  
        
  
   
   
 
  
0.23 
Die darin beinhalteten Koeffizienten stellen den lokalen Strahlungsaustauschfaktor 
   
 
   
. 
0.24 
Sowie die Gewichtung zwischen den beiden Strahlungsaustauschfaktoren da 
   
                      
              
 
0.25 
Das Verhältnis der zwei Abstände aus dem Plattenmodell wird als Spaltweitenverhältnis 
bezeichnet und ist im Falle von Kugeln 
  
   
  
 
 
  
0.26 
A1.2 REGIME DER GRAFITKORROSION 
Die drei in Abb. 3.5 gezeigten Regime sind stark temperaturabhängig. Bei niedrigen 
Temperaturen, im Fall der Sauerstoff–Grafit Reaktion bis ca. 600 °C, verläuft die 
chemische Reaktion sehr langsam. Der Transport des Sauerstoffes an die reagierende 
Oberfläche und in die poröse Grafitoberfläche hinein ist ausreichend schnell, so dass für 
die chemische Reaktion an der gesamten Grafitoberfläche immer ausreichend Sauerstoff 
zur Verfügung steht. In diesem Temperaturbereich ist somit die langsamere chemische 
Reaktion geschwindigkeitsbestimmend. Diese wird durch eine kinetische Gleichung 
beschrieben, welche abhängig von der Temperatur, vom Partialdruck der Edukt- und 
Produktgase und von der Größe der inneren Grafitoberfläche ist. Mit steigender 
Temperatur steigt die Wahrscheinlichkeit, dass an der Reaktion beteiligte Moleküle die für 
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die Reaktion benötigte Aktivierungsenergie überwinden können. Mit steigendem 
Partialdruck der Eduktgase erhöht sich zudem, bis zum Sättigungsdruck, die 
Wahrscheinlichkeit eines Zusammentreffens von einem Korrosionsmolekül mit der 
Grafitoberfläche. Die Bildung des Produktgases an der Grafitoberfläche kann hingegen die 
Reaktionsrate verringern, da sie den Edukt-Partialdruck senkt. Dieser Effekt wird 
Inhibierungseffekt genannt. 
Bei höheren Temperaturen im Regime 2, bis ca. 900 °C, läuft die chemische Reaktion 
schneller ab [HIN86]. Sowohl der Sauerstofftransport an die Oberfläche als auch die 
chemische Reaktion an der Oberfläche können geschwindigkeitsbestimmend sein. Direkt 
an der Oberfläche ist meist ausreichend Sauerstoff für die Reaktion vorhanden, weiter 
innerhalb des porösen Grafits nimmt jedoch die Sauerstoffkonzentration ab. Dieser 
Bereich wird Porendiffusionsbereich oder Regime II genannt. 
Bei Temperaturen oberhalb von 900 °C reagiert sämtlicher Luftsauerstoff sofort mit dem 
Grafit an der Oberfläche. Geschwindigkeitsbestimmend ist nur noch der Transport des 
Sauerstoffes an die Oberfläche. Dieser Bereich heißt Regime III oder Grenzschicht-
diffusionsbereich. 
In den meisten Experimenten werden die Reaktionsraten in Abhängigkeit von Temperatur, 
Konzentration und Abbrand untersucht. Mit steigender Temperatur steigt die Wahr-
scheinlichkeit, dass zwei an der Reaktion beteiligte Moleküle die nötige Aktivierungs-
energie überwinden. Mit zunehmender Konzentration der Edukte kann diese Wahr-
scheinlichkeit bis zum Sättigungsdruck zudem weiter gesteigert werden. Der Abbrand 
beeinflusst die Reaktionsrate bis zu einem Abbrand von ca. 60 bis 120 mgC/cm² zunächst 
positiv, durch eine Vergrößerung der Porosität und damit der chemischen Oberfläche 
[HIN86]. Ab diesem Abbrand nimmt die Porosität ab. Dieser Effekt spielt im Regime III 
keine Rolle, da die chemische Reaktion schneller als der Stofftransport abnimmt. Die 
chemische Oberfläche selbst wird nicht näher betrachtet, die Messungen finden in 
Abhängigkeit der messbaren, technischen Oberfläche statt. Daher müssen für jeden 
neuen Grafittyp die Reaktionsgeschwindigkeiten neu bestimmt werden. 
Weitere Effekte können im Modell vernachlässigt werden, da diese im Experiment bei den 
Bestimmungen der Parameter, wenn auch nicht näher untersucht, anwesend waren und 
somit bereits in den Parametern enthalten sind. Hierzu zählt der inhibierende Effekt. 
Dieser berücksichtigt, dass nach der Reaktion die Konzentration der Produkt-Gase an der 
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Oberfläche zunimmt und somit die Konzentration bzw. den Transport der Edukt-Gase an 
die Oberfläche senkt.  
A1.3 REGIME I UND II: DER LANGMUIR-HINSHELWOOD-ANSATZ 
Mit dem Langmuir-Hinshelwood-Ansatz lässt sich die Reaktionsrate über den gesamten 
Temperatur- und Partialdruckbereich für den chemischen Bereich ausdrücken. 
 
 
  
 
   
  
  
     
             
 
0.27 
Darin steht px für das Edukt-Gas und py für das Produkt-Gas. Die Konstanten ki unter-
liegen der Arrhenius-Temperaturabhängigkeit 
           
   
   
  
0.28 
Darin bezeichnet EAx die Aktivierungsenergie. Damit lautet der Ansatz für den gesamten 
chemischen Bereich: 
    
        
    
   
    
          
    
   
             
    
   
    
 
0.29 
Eine theoretische Erfassung der Korrosionsvorgänge im Porendiffusionsbereich ist sehr 
komplex, da die ort- und zeitabhängigen Änderungen der Grafitstruktur durch die 
Korrosion bisher nicht beschrieben werden können. Hinssen [HIN86] schlägt eine 
Beschreibung vor, die die Strukturänderung innerhalb des Grafits zunächst nicht berück-
sichtigt und auch die Inhibierungseffekte vernachlässigt. Der Stofftransport der Edukte an 
die reagierende Oberfläche mittels Diffusion wird über das 2. Fick’sche Gesetz beschrie-
ben. Daraus leitet er zum Anpassen der experimentellen Daten einen Hinshelwood-
Langmuir ähnlichen Ansatz ab.  
 
 
 
 
   
  
 
      
           
 
 
  
 
   
 
0.30 
Darin steht D0 für den binären Diffusionskoeffizienten unter Standardbedingungen.  
158 
Durch die getroffenen Vereinfachungen kann diese Gleichung nur für abbrandunab-
hängige Korrosionsraten verwendet werden, die sich bei höheren Abbränden einstellen. 
A1.4 GITTEREINFLUSS AUF DIE GEGENSTRÖMUNG IM 
VERBINDUNGSBEHÄLTER 
Aufgrund beschränkter Rechenkapazitäten ist es insbesondere bei langen Transienten 
oder komplexen Geometrien erforderlich, ein möglichst einfaches, aus wenigen Elementen 
bestehendes Gitter zu verwenden. Eine Gitterstudie dient dem Nachweis, dass die Lösung 
unabhängig von der räumlichen Diskretisierung ist. Dazu wird die Anzahl der Volumen-
elemente des minimalen Gitters systematisch erhöht, bis eine sogenannte gitter-
unabhängige Lösung gefunden ist. Abb. A1.1 stellt exemplarisch eine Gitterstudie am 
Beispiel des MiniPanda-Testfalls vor. Als sensibelster Bereich wird die Scherschichtauf-
lösung der Gegenströmung im Verbindungsrohr angesehen, da in diesem Bereich die 
steilsten Gradienten erwartet werden. 
 
Abb. A1.1: Gitterstudie der MiniPanda-Simulation 
Zur Untersuchung des Gittereinflusses wird daher die Scherschichtauflösung sukzessive 
verfeinert, um die Gradienten der Gegenströmung besser zu erfassen (vgl. Abb. A1.1). Die 
Verfeinerung im weiteren Gitter ergibt sich anhand den, in der BPG [MEN02] empfoh-
lenen, Gitterkriterien. Die Gittercharakteristik ist in Tabelle A1.1 zusammengefasst. 
 
„grob“
„grob“ „normal“
Starke
Verfeinerung 
in der IP
„fein“
Weitere
Verfeinerung 
in der IP
Anhang 
159 
Gitter: grob normal fein 
Elemente: 55.000 180.000 760.000 
kleinster Winkel: > 30° > 29° > 30° 
max. Volumenänderung  < 6 < 4 < 4 
max. Kantenverhältnis < 34 < 43 < 34 
Tabelle A1.1: Gittercharakteristik 
Zur Untersuchung des Gittereinflusses wird der Versuch mit dem höchsten Dichte-
verhältnis (100 Vol.-% He / 100 Vol.-% Luft) gewählt, da dieser die stärksten Gradienten 
in der Scherschicht aufweist. Die physikalische Modellierung sowie Rand- und Anfangs-
bedingungen entsprechen Kapitel 4.3.5. Der Gittereinfluss wird anhand des Helium-
konzentrationsverlaufes in Behälter 1 und 2 identifiziert (vgl. Abb. A1.2).  
 
Abb. A1.2: Heliumkonzentration in Behälter 1 (links) und in Behälter 2 (rechts) 
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Innerhalb der ersten dreißig Sekunden der Simulation zeigen alle drei Gitter eine Über-
einstimmung, sowohl untereinander, als auch mit dem Experiment. Ab diesem Zeitpunkt 
wird der Volumenstrom auf dem groben Gitter in den Behälter 1 leicht unterschätzt. Das 
normale und das feine Gitter zeigen dagegen bis zum Ende des Experimentes eine gute 
Übereinstimmung, d. h. das Ergebnis beider Gitter weicht um weniger als 1 % von 
einander ab.  
Der Vergleich der Strömungsgeschwindigkeiten im Verbindungsrohr auf verschiedenen 
Gittern zeigt ein ähnliches Bild (vgl. Abb. A1.3).  
 
Abb. A1.3: Strömungsgeschwindigkeiten in dem Verbindungsrohr 
Der generelle Trend wird von allen drei Gittern erfasst. Die maximalen Geschwindigkeiten 
sind nach ca. 20 s erreicht. Ab diesem Zeitpunkt fallen die Geschwindigkeiten aufgrund 
des fortschreitenden Konzentrationsausgleiches zwischen beiden Behältern ab. Die 
Geschwindigkeiten des „normalen“ und des „feinen“ Gitters weichen im Mittel weniger als 
1 % von einander ab. Das „grobe“ Gitter zeigt in der Mitte des Simulationszeitraumes, 
75 s nach Beginn des Konzentrationsausgleiches, ein Konvergenzproblem. Die 
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Geschwindigkeit weicht von der des feineren Gitters ab, die Geschwindigkeit beginnt 
leicht zu oszillieren. Nach ca. 100 s zeigt der Verlauf der Geschwindigkeit erneut ein 
konvergentes Verhalten und gleicht sich den Geschwindigkeiten der feineren Gitter an. 
Folglich ist die räumliche Diskretisierung des mittleren Gitters ausreichend, um eine 
gitterunabhängige Lösung zu erhalten. Für die Anwendung im Rahmen der Störfallanalyse 
bedeutet dies, dass unter den zu erwartenden Bedingungen von Geschwindigkeiten in 
der Größenordnung von 1 m/s und Reynoldszahlen im turbulenten Bereich von 
ca. 300.000 eine durch die Grenzschicht verlaufende, vertikale Auflösung von sechzehn 
Kontrollvolumen ausreichend zur Vorhersage des einbrechenden Luftmassenstromes ist. 
A1.5 SIMULATION EINER BLOCKPROBE 
Den an der Symmetrieebene geschnittenen Versuchsstand zeigt Abb. A1.4. Ziel der 
Blocksimulation ist die Gewinnung von detaillierten Randbedingungen für die spätere 
Simulation mit geometrisch abgebildeten Kugeln.  
 
Abb. A1.4: Versuchsanlage NACOK II mit einer Blockprobe 
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Aufgrund der Komplexität dieser späteren Simulation wird es nicht möglich sein, den 
gesamten Versuchsstand zu modellieren. Daher werden das Strömungsprofil des 
Bodenreflektors sowie die Temperaturen aus dem Ergebnis dieser Simulation als 
Randbedingungen auf die Kugel-Simulation aufgeprägt. Die Blockprobe steht auf dem 
Bodenreflektor, die 82 Bohrungen befinden sich an denselben Positionen, wie die des 
Reflektors. Die Blockprobe besteht ebenso aus demselben Aluminiumoxid, wie der 
Bodenreflektor. Das Material ermöglicht es Inbetriebnahmeversuche bei über 1.000 °C mit 
Luft ohne Korrosion durchzuführen. Einen Ausschnitt des Rechengitters zeigt Abb. A1.5  
 
Abb. A1.5: NACOK II-Blockprobe (links) und Ausschnitt des Gitters (rechts) 
Insbesondere innerhalb der Bohrungen ist das Gitter ausreichend fein, um die 
Wärmeübergänge und Strömungsverhältnisse abzubilden. Die genaue Gitterstatistik zeigt 
Tabelle A1.2. Die Rand- und Startbedingungen sind mit denen des Kugelversuches 
identisch. 
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 NACOK II-Gitter BPG 
Ausschnitt 360°  
Elemente 8.320.000  
Elemente: Block Feststoff 1.280.000  
Elemente: Block Fluid 1.200.000  
Qualitätskriterien 
    Volumenänderung < 6 < 15 
    Gitterwinkel > 30° > 20° 
    Kantenverhältnis < 90 < 100 
Tabelle A1.2: Gitterstatistik des NACOK II-Block Versuches 
Die Nachrechnung der Blockproben-Versuche ist insgesamt erfolgreich. Da alle Bereiche 
geometrisch detailliert abgebildet sind, werden keine Modelle des HTR-Modells benötigt. 
Unsicherheiten in diesen Modellen entfallen. Einen Vergleich zwischen Experiment und 
Simulation an drei Messstellen zeigt Abb. A1.6. 
 
Abb. A1.6: NACOK II Mess- und Simulationsergebnisse 
Die Temperaturabweichungen sind kleiner als 20 °C, was einen sehr guten Wert im 
Temperaturbereich oberhalb von 1.000 °C darstellt. Daraus kann geschlossen werden, 
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dass die Randbedingungen ausreichend präzise abgebildet werden. Die Visualisierung der 
Temperaturverteilung zeigt Abb. A1.7. Aufgrund der geringen Wärmeleitfähigkeit des 
Blockmaterials und der guten Kühlwirkung durch das dichte Bohrlochgitter gibt es ein 
starkes Temperaturgefälle von ca. 500 °C in der Probe. Erwartungsgemäß werden die 
höchsten Temperaturen in den Kanten der Probe erreicht, die besonders weit von den 
Kühlgasbohrungen entfernt sind. 
 
Abb. A1.7: Oberflächentemperaturen der NACOK II-Block Probe (links) und lokale Temperaturen 
im Schnitt durch die Probe (rechts) 
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